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Kurzfassung 
Die Ermüdungsfestigkeitsteigerung von Schweißverbindungen durch das High Frequency Mecha-
nical Impact (HFMI)-Verfahren ist hinreichend statistisch belegt. Die Wirkweise des Verfahrens 
beruht auf der Änderung der Kerbgeometrie am Nahtübergang, sowie auf der Verfestigung der 
Randschicht und die Entstehung oberflächennaher Druckeigenspannung. Der Einfluss dieser Ef-
fekte wird im Rahmen dieser Arbeit sowohl experimentell als auch numerisch an gekerbten und 
geschweißten Proben aus niederfestem Stahl (S355J2+N) und hochfesten Stahl (S960QL) unter-
sucht. Durch gezielte Seperationsexperiemente an gekerbten Grundwerkstoffproben erfolgte ex-
perimentell eine teilweise Trennung der Effekte der Randschichtverfestigung sowie der Induzie-
rung von Druckeigenspannung im Schwingfestigkeitsversuch. Durch Prozesssimulation des 
Schweißprozesses, der HFMI-Nachbehandlung sowie der Schwingbelastung mit der Finiten Ele-
mente Methode (FEM) wurde der Eigenspannungszustand nach der Behandlung errechnet und 
mit Röntgen- und Neutronenbeugungsmessungen abgeglichen. Bei der numerischen Analyse des 
Ermüdungsverhaltens lag der Fokus auf der Phase der Rissbildung, die durch dehnungsbasierte 
Schädigungsparameter abgebildet wurde. Dabei wurde die zyklisch-stabile Eigenspannung als zu-
sätzliche Mittelspannungskomponente berücksichtigt. Als Kriterium der Unterscheidung zwi-
schen der Phase des Anrisses und des stabilen Rissfortschritts wurde der Spannungsabstandsan-
satz (engl. critical distance method) verwendet. Die Untersuchungen zeigten, dass die Schwing-
festigkeitssteigerung bei den gekerbten Proben aus S355J2+N in erster Linie auf die Randschicht-
verfestigung zurückzuführen sind, während bei den gekerbten Proben aus S960QL fast aus-
schließlich die induzierte Druckeigenspannung für den Schwingfestigkeitsgewinn verantwortlich 
ist.  
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1 Einleitung 
Die Schwingfestigkeit von Schweißverbindungen aus Stahl- und Aluminiumlegierungen liegt meist 
deutlich unterhalb des jeweiligen Grundwerkstoffs. In der Regel ist dabei der Übergang von der Naht 
zum Grundwerkstoff der Ausgangsort für Ermüdungsrisse. Gründe hierfür sind u.a. Eigenspannun-
gen, hervorgerufen durch Schrumpfung und Zwängung beim Abkühlen, Gefügeänderungen sowie die 
entstandene, geometrische Kerbe am Nahtübergang durch die Schweißraupe. Dies zeigt sich insbe-
sondere bei hoch- und höherfesten Baustählen, da diese entsprechend den Regelwerken nach dem 
Schweißen keine höhere Schwingfestigkeit als niederfeste Stähle aufweisen. Dies erschwert den Ein-
satz dieser vergleichsweise neuen Werkstoffe für Leichtbauanwendungen zur Ressourcenschonung 
bei geschweißten Bauteilen und Konstruktionen erheblich. Durch verschiedene thermische oder me-
chanische Schweißnahtnachbehandlungsmethoden lässt sich allerdings das Potential von hoch- und 
höherfesten Baustählen annähernd ausschöpfen.  
 
Das Hochfrequenzhämmern (HFH) hat sich als mechanische Nachbehandlungsmethode speziell für 
Schweißverbindungen für eine Vielzahl von Anwendungen weitestgehend bewährt. Die Wirkweise 
dieses Verfahrens beruht dabei auf der Erzeugung von Druckeigenspannungen, einer Verfestigung 
der behandelten Randschicht sowie einer Reduzierung der Kerbwirkung durch die Massivumfor-
mung des Nahtübergangs durch Aufschläge mit einem gehärteten Hammerkopf mit hoher Frequenz. 
Besonders der Wirkung von oberflächennahen Druckeigenspannungen wird dabei große Bedeutung 
hinsichtlich des erzielten Schwingfestigkeitsgewinns durch die HFH-Behandlung zugemessen, ohne 
dass deren Wirkung auf das Ermüdungsverhalten der Schweißverbindung abschließend erforscht ist. 
Die Messung dieser Druckeigenspannungen bis in eine Tiefe von mehreren Millimetern ist in der Pra-
xis nur mit hohem Aufwand, u.a. durch Neutronenbeugungsmessung, möglich. Einen alternativen Zu-
gang bietet die Finite Elemente (FE) Methode, die sich im Bereich der numerischen Simulation der 
Randschichtausbildung durch mechanische Oberflächenbehandlung bewährt hat. Bisherige numeri-
sche Untersuchungen der HFH-Behandlung von Schweißverbindungen lieferten teils zufriedenstel-
lende Ergebnisse, vernachlässigten aber die lokalen Werkstoffeigenschaften in der Wärmeeinfluss-
zone der Schweißverbindung. Dabei ist davon auszugehen, dass sich dieser Werkstoffzustand durch 
das Aufheizen und Abkühlen und die damit verbundene Gefügeänderung stark von dem des Grund-
werkstoffs unterscheidet.  
Zur Prognose der Schwingfestigkeit bzw. Lebensdauer von HFH-behandelten Schweißverbindungen 
wurden bisher hauptsächlich bruchmechanische Ansätze verwendet. Dabei wird das Vorhandensein 
eines Risses oder rissähnlichen Defektes vorausgesetzt, wobei die Phase der Rissinitiierung und des 
Mikrorisswachstums bzw. der Anrissbildung vernachlässigt wird. Aus dem Bereich der mechani-
schen Oberflächenbehandlungen ist aber bekannt, dass die Wirkung von Druckeigenspannung sowie 
von erhöhten Versetzungsdichten durch die Randschichtverfestigung die Anrissbildung verzögern, 
oder auch ganz verhindern können. Es ist daher anzunehmen, dass die Phase der Rissentstehung bzw. 
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Anrissbildung durchaus einen signifikanten Anteil an der Lebensdauer einer HFH-behandelten 
Schweißverbindung hat. 
 
Der Fokus dieser Arbeit liegt in der experimentellen und rechnerischen Beschreibung des Ermü-
dungsverhaltens HFH-behandelter Randschichten unter Berücksichtigung des lokalen Werkstoffzu-
stands. Ein wesentliches Ziel der Arbeit ist dabei die Bereitstellung und Validierung einer numeri-
schen Methode, die die gesamte Prozesskette vom Schweißen über die HFH-Behandlung bis zur Er-
müdungsfestigkeit realitätsnah beschreiben kann. Schwerpunkt bei der Analyse des Ermüdungsver-
haltens ist dabei die Phase der Anrissbildung, die mit geeigneten dehnungsbasierten Schädigungspa-
rametern auf Basis der FE-Simulation abgebildet werden kann. Ausgehend davon, dass je nach Fes-
tigkeit des Ausgangswerkstoffs unterschiedliche Wirkmechanismen für die Schwingfestigkeitssteige-
rung verantwortlich sind, werden dabei gekerbte und geschweißte Proben aus nieder- und hochfes-
tem Baustahl (S355J2+N und S960QL) untersucht. Die unterschiedlichen Effekte (Randschichtverfes-
tigung, Änderung der Oberflächengrobgestalt und Druckeigenspannungen) werden bei den HFH-be-
handelten Kerbproben aus dem jeweiligen Grundwerkstoff experimentell separiert. Dadurch soll un-
tersucht werden, inwiefern schädigungsmechanische Ansätze zur Beschreibung der Anrissbildung in 
der Lage sind, den Einfluss der unterschiedlichen Ausgangszustände auf die Ermüdungsfestigkeit 
korrekt zu beschreiben. Der rechnerische Ansatz wird anschließend auf eine HFH-behandelte 
Schweißverbindung übertragen. Unter Berücksichtigung des lokalen Werkstoffzustandes sowie der 
Behandlungsparameter des HFH-Prozesses, soll somit die Schwingfestigkeit dieser Schweißverbin-
dung prognostiziert werden. 
   




Das Hochfrequenzhämmern (HFH) ist ein relativ neuartiges Verfahren der mechanischen Oberflä-
chenbehandlung, welches speziell zur mechanischen Nachbehandlung von Schweißverbindungen 
entwickelt wurde. International hat sich der englische Begriff High Frequency Mechanical Impact, 
kurz (HFMI), als Verfahrensbezeichnung weitestgehend etabliert.  
 
2.1.1 Verfahrensdefinition und Anwendungen 
Entsprechend der Einteilung nach Schulze et al. (2016) lässt sich das HFH-Verfahren zur Gruppe des 
maschinellen Oberflächenhämmerns (engl. Machine Hammer Peening, kurz MHP) mit periodischem 
Kontakt zuordnen. Die MHP-Verfahren zählen dabei wiederum zu den Verfahren der mechanischen 
Oberflächenbehandlung mit geführtem Werkzeug (engl. guided tool), wobei die HFH-Verfahren bis-
her in der Regel mit manuell geführten Werkzeugen durchgeführt werden. Das Hochfrequenzhäm-
mern selbst kennzeichnet sich u.a. nach Yildirim (2013) dadurch, dass ein oder mehrere Metallmeißel 
(Hammer) mit hoher Frequenz (> 90 Hz) auf das Werkstück aufschlagen. Dabei werden die folgenden 
Verfahrensvarianten im Bereich der Forschergemeinschaft des IIW (International Insitut of Welding) 
unter dem HFMI- bzw. HFH-Verfahren zusammengefasst: Ultrasonic Impact Treatment (UIT), Ult-
rasonic Peening (UP), Ultrasonic Peening Treatment (UPT), High Frequency Impact Treatment 
(HiFIT), Pneumatic Impact Treatment (PIT) and Ultrasonic Needle Peening (UNP) (Yildirim, 2013). 
Die erste Anwendung des Hochfrequenzhämmerns erfolgte dabei Anfang der 1970er Jahre in der ehe-
maligen Sowjetunion, basierend auf der Arbeit von Statnikov et al. (1975), bezeichnet als Ultrasonic 
Impact Treatment (UIT), im Bereich des Schiffbaus. Einer der ersten international publizierten Nach-
weise der Lebensdauersteigerung von Schweißverbindungen durch das UIT-Verfahren erfolgte spä-
ter ebenfalls durch Statnikov et al. (1996). In Europa, speziell in Deutschland, erfolgte im folgenden 
Jahrzehnt hauptsächlich die Entwicklung diverser, pneumatisch-betriebener Werkzeuge bzw. Ver-
fahrensvarianten wie das High Frequency Impact Treatment (HiFIT) Verfahren (Dannemeyer und 
Telljohann, 2007) im Vorfeld des REFRESH-Projekts (Ummenhofer et al., 2011) sowie das Pneumati-
cal Impact Treatement (PIT)-Verfahren (Gerster und Schmuker, 2009; Schmuker und Braungardt, 
2009). 
Die Wirksamkeit der HFH-Nachbehandlung wurde in letzten Jahrzehnten für Schweißverbindungen 
aus einer großen Spannweite verschiedener Stahlklassen von S235 bis S1300 mit Blechdicken von 6 
mm bis 30 mm nachgewiesen (Berg und Stranghoener, 2014; Yildirim, 2012), wobei eine höhere 
Schwingfestigkeitssteigerung des Verfahrens mit steigender Streckgrenze dokumentiert ist (Marquis 
und Barsoum, 2016). Untersucht wurden eine Vielzahl verschiedener Nahtdetails wie u.a. Quersteifen 
(Dürr, 2007), Längssteifen (Ummenhofer et al., 2011; Yildirim, 2013) und Stumpfstöße (Weich, 
2009a, 2009b) sowie komplexere Nahtdetails wie Hohlprofile u.a. von Ummenhofer et al. (2005) und 
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Weidner et al. (2011, 2016). Darüber hinaus ist durch Branco et al. (2004) und Leitner et al. (2016) 
die erfolgreiche Applizierung des HFH-Verfahrens zur Lebensdauerverlängerung von bereits rissbe-
hafteten Schweißverbindungen dokumentiert. 
 
2.1.2 Regelwerke 
Eine steigende Anzahl experimenteller Nachweise des erzielten Lebensdauergewinns der HFH-Be-
handlung für verschiedene Schweißnahtdetails und Grundwerkstoffe seit dem Jahr 2000 wurden 
erstmals von Yildirim (2012, 2013) zusammengeführt. Der Lebensdauergewinn wurde dabei auf Ba-
sis der FAT-Klassen (Kerbfallklassen) nach Hobbacher (2016) eingeteilt und auf Basis des Nenn-, 
Struktur- und Kerbspannungskonzept quantifiziert. Basierend auf dieser Arbeit wurde später die ent-
sprechende IIW-Richtlinie von Marquis und Barsoum (2016) bzgl. der Schweißnahtnachbehandlung 
durch die HFH-Verfahren veröffentlicht. Diese Richtlinie umfasst dabei die entsprechenden FAT-Klas-
sen nach dem Nennspannungskonzept, siehe Abbildung 2-1 (a), in Abhängigkeit des Nahtdetails, 
Grundwerkstoff, Blechdicke und Lastmittelspannung sowie die FAT-Klassen nach dem Kerb-, Struk-
tur- und Nennspannungskonzept für die Stahlklassen S235 bis S960. Die Erhöhung der Kerbfallklas-
sen ist dabei nach der nominellen Streckgrenze der Grundwerkstoffe gestaffelt, dargestellt in Abbil-
dung 2-1 (b). Die aktuelle IIW-Richtlinie deckt sich mit der älteren IIW-Empfehlung von Haagensen 
und Maddox (2013). Der Deutsche Ausschuss für Stahlbau (DASt) veröffentlichte als weiteres Regel-
werk die Richtlinie 026 (DASt, 2019) für die Ermüdungsbemessung bei der Anwendung höherfre-
quenter Hämmerverfahren. Diese Richtlinie wurde von Kuhlmann et al. (2017, 2018) und 
Ummenhofer et al. (2017) erarbeitet und gibt die entsprechenden Kerbfallklassen gemäß DIN EN 
1993-1-9 (CEN, 2009) in Abhängigkeit des Nahtdetails und der Lastmittelspannung nach dem Nenn-
spannungskonzept für die Stahlklassen S235 bis S700 an.  
Hinsichtlich der Schwingfestigkeitserhöhung- bzw. Steigerung der Kerbfallklassen durch das HFH-
Verfahren enthalten die IIW- und DASt-Richtlinie ebenfalls Empfehlungen zur Begrenzung der maxi-
malen Nennspannung sowie des Spannungsverhältnisses HFH-behandelter Schweißverbindungen. 
Die Begrenzung der Oberspannung bzw. der maximalen Nennspannung 𝑆𝑚𝑎𝑥 wird dabei in Abhän-
gigkeit der nominellen Streckgrenze 𝑅e des Grundwerkstoffes mit 𝑆𝑚𝑎𝑥  ≤ +/- 0,45 𝑅e bei 𝑅𝜎 = -1 
(Marquis and Barsoum, 2016), 𝑆max ≤ +/- 0,8 𝑅e (Haagensen und Maddox, 2013), 𝑆max ≤ +/- 0,6 𝑅e 
(Mikkola und Remes, 2017) und 𝑆max ≤ -0,8 𝑅e (Druckbelastung) sowie Smax ≤ 𝑅e (Zugbelastung) 
(DASt, 2019; Kuhlmann et al., 2017) angegeben. Das Spannungsverhältnis reduziert ebenfalls die Stei-
gerung der Kerbfallklassen gemäß der DASt und IIW-Richtlinie, wobei das maximal bzw. minimal zu-
lässige Spannungsverhältnis  bei -1 < 𝑅𝜎 < 0,52 (Marquis und Barsoum, 2016),  -1 < 𝑅𝜎 < 0,5 (DASt, 
2019) und bei -1 < 𝑅𝜎 < 0,7 liegt (Mikkola und Remes, 2017). 
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Abbildung 2-1: (a) Kerbfallklassen (FAT-Klassen) für HFH-behandelte Schweißverbindungen für 𝑹 ≤ 
350 MPa und 𝑹 ≤ 0,15, b) Staffelung der Kerbfallklassenerhöhung nach der nominel-
len Streckgrenze der Grundwerkstoffe (Marquis und Barsoum, 2016)  
 
Hinsichtlich der Prozessparameter des HFH-Verfahrens erfolgte aufgrund der Vielzahl der erwähn-
ten Verfahrensvarianten bislang keine Standardisierung im Bereich der Forschergemeinschaft des 
IIW. Die entsprechende IIW-Richtlinie enthält nur herstellerspezifische Empfehlungen für die Be-
handlungsparameter des HiFIT- und UIT-Verfahrens. Eine herstellerübergreifende Empfehlung hin-
sichtlich optimaler Prozessparameter wurde bisher nicht durchgeführt oder veröffentlicht. Für die 
Terminologie der MHP-Verfahren erfolgte jedoch die Veröffentlichung der VDI-Richtlinie 3416 (VDI, 
2018). Die wichtigsten Prozessparameter der HFH-Verfahren sind dabei in Tabelle 2-1 entsprechend 
VDI- und IIW-Richtlinie zusammengefasst. 
Zur Qualitätssicherung bzgl. des HFH-Verfahrens wird sowohl in der entsprechenden IIW-  als auch 
in der DASt-Richtlinie eine visuelle Prüfung (100% Kontrolle) der nachbehandelten Schweißverbin-
dungen empfohlen, wobei das Kriterium eine vollständige Erfassung der ursprünglichen Nahtgeo-
metrie ist. Besonders die erreichte, bleibende Eindrucktiefe nach der HFH-Behandlung ist laut Yekta 
und Walbridge (2012) ein starker Indikator für die Güte des Verfahrens. Dies wurde auch entspre-
chend in die IIW-Richtlinie übernommen, wobei für die HFH-Nachbehandlung von Schweißverbin-
dungen eine Eindrucktiefe zwischen 0,2 mm und 0,6 mm empfohlen wird. Eine signifikante Variation 
der Behandlungszeit bzw. der Prozessparameter zeigte dagegen nur vergleichsweise geringe Auswir-
kungen auf die erzielte Schwingfestigkeitssteigerung (Yekta et al., 2013). Die Eindrucktiefe nach IIW-
Richtlinie ist ebenfalls nach VDI-Richtlinie 3216 mit der Bezeichnung 𝑡𝑝 genormt und wird für das 
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Tabelle 2-1: Terminologie der Prozessparameter 
Bezeichnung nach VDI  
(VDI, 2018) 
 
Bezeichnung nach IIW  










- Tip diameter [mm] 
𝑉 Vorschub - Working speed [mm/s] 
𝐹𝑐 Kontaktkraft -  [N] 
𝑓 (Hämmer-)Frequenz - Impact frequency [Hz] 
ℎ Hub -  [mm] 
𝛽𝑡  Kippwinkel 𝜓 Angle of the axis of the 
indenters with respect 




𝛽𝑎  Anstellwinkel 𝜙 Angle of the axis of the 
indenters with respect 
to plate surface  
[°] 
 
𝑡𝑝 Tiefe der geometrischen 
Struktur 




𝑑𝑖  Eindruckdurchmesser - Groove width [mm] 
2.1.3 Randschichtausbildung 
Mechanische Oberflächenbehandlungsprozesse wie das Hochfrequenzhämmern verfolgen in der Re-
gel das Ziel, den Randschichtzustand, d.h. die Mikrostrukur und Randschichthärte (Randschichtver-
festigung), sowie den Eigenspannungszustand und die Oberflächenrauheit (Feingestalt) ferner auch 
die Form des Werkstücks (Grobgestalt), zu modifizieren (Schulze, 2006; Wohlfahrt, 2000).  Hinsicht-
lich des Eigenspannungszustandes wird im Folgenden grundsätzlich nur auf Eigenspannungen I. Art 
nach der Definition von Macherauch et al. (1973) eingegangen.  
Die prinzipielle Wirkweise des Hochfrequenzhämmerns lässt sich durch die aktuelle Ausführung der 
Werkzeuge (u.a. der Hersteller PITEC, HiFIT und SONATS) durch die Entkopplung von Werkzeug und 
Hammer beim Aufschlag grundsätzlich mit dem konventionellen Kugelstrahlen vergleichen. Dabei 
beträgt die Aufschlagmasse beim Hochfrequenzhämmern je nach Werkzeug grob zwischen 0,003 - 
0,06 kg und liegt im Vergleich zum Strahlgut aus Stahl (Kugeldurchmesser 0,1 – 1 mm) um den Faktor 
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102 bis 106 höher. Die Aufschlagsgeschwindigkeit beim Hochfrequenzhämmern liegt dagegen mit ca. 
2 - 4 m/s (Deng et al., 2016; Ernould, 2017; Foehrenbach et al., 2016) in der Regel deutlich niedriger.  
 
Die Entstehung von Druckeigenspannungen beim Kugelstrahlen ist nach Scholtes und Macherauch 
(1986) auf die Effekte der plastischen Streckung der Oberfläche sowie der Hertz’schen Pressung zu-
rückzuführen, dargestellt in Abbildung 2-2. Nach Wohlfahrt (1983) dominiert ersterer Effekt bei wei-
chen Werkstoffzuständen < 300 HV und führt zu einem Druckeigenspannungsmaximum an der Ober-
fläche. Letzterer Effekt überwiegt bei harten Werkstoffzuständen mit einer Härte > 600 HV, wobei 
hier das Druckeigenspannungsmaximum unter der Oberfläche liegt. Eine Überlagerung der Effekte 
erfolgt entsprechend bei mittelharten Werkstoffzuständen (300 HV < Härte < 600 HV bei Stählen). 
  
Abbildung 2-2: Dehnungs- und Spannungstiefenverläufe bei getrennter Betrachtung von plastischer 
Streckung und Hertz’scher Pressung (Wohlfahrt, 1983) 
 
Der qualitative Einfluss der Prozessparameter des maschinellen Hämmerns auf den Oberflächenzu-
stand ist weitestgehend bekannt und für die Prozessparameter aus Tabelle 2-1 schematisch in Abbil-
dung 2-3 dargestellt. Im Allgemeinen wird die Oberflächenrauheit durch einen größere Überdeckung 
𝐶 und einen größeren Hammerkopfdurchmesser 𝑑 reduziert und nimmt durch einen größere Härte 
des Hammerkopfes 𝐻𝑉𝐻 sowie Vorschubgeschwindigkeit 𝑉 zu, dargestellt in Abbildung 2-3 (a). Die 
Einwirktiefe der Deformation der Körner und die Versetzungsdichte in der randnahen Schicht neh-
men mit steigender Kontaktkraft 𝐹𝑐 , der Vorschubgeschwindigkeit 𝑉, Kontaktenergie 𝐸𝑐  und geringe-
rem Hammerkopfdurchmesser 𝑑 zu, siehe Abbildung 2-3 (b). Der Einfluss der Prozessparameter auf 
den Eigenspannungszustand ist in Abbildung 2-3 (c) dargestellt. Dabei nehmen die maximalen 
Druckeigenspannungen betragsmäßig mit steigender Kontaktkraft 𝐹𝑐 , Werkstückhärte 𝐻𝑉𝑊 und 
Hammerhärte 𝐻𝑉𝐻 und Überdeckung 𝐶 sowie sinkender Vorschubgeschwindigkeit 𝑉 zu. Das Druckei-
genspannungsmaximum verschiebt sich mit größerer Kontaktkraft 𝐹𝑐  und Hammerhärte 𝐻𝑉𝐻 in tie-
fere Schichten. Der Grad der Randschichtverfestigung erhöht sich durch größere Kontaktkraft 𝐹𝑐 , 
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Werkstückhärte 𝐻𝑉𝑊, Hammerhärte 𝐻𝑉𝐻 und Überdeckung 𝐶 sowie geringe Vorschubgeschwindig-
keit 𝑉, siehe Abbildung 2-3 (d). Die Einwirktiefe der Verfestigung nimmt mit steigender Kontaktkraft 
𝐹𝑐  sowie Hammerhärte 𝐻𝑉𝐻 zu.  
 
 
Abbildung 2-3: Einfluss der Prozessparameter auf die Oberflächentopografie (a), das Randschichtge-
füge (b), den Eigenspannungszustand (c) und die Randschichtverfestigung (d) nach 
Schulze et al. (2016) 
 
2.2 Ermüdungsverhalten in HFH-verfestigten Randschichten  
2.2.1 Einflussgrößen 
Die Schwingfestigkeitssteigerung durch die mechanische Oberflächenbehandlung lässt sich nach 
Wohlfahrt (2000) in Anteile der Randschichtverfestigung, der Änderung der Oberflächenrauheit, der 
erzeugten Druckeigenspannungen und spannungsinduzierte Gefügeänderungen (Restaustenit) auf-
teilen. Dabei sind spannungsinduzierte Gefügeänderungen bei der Schweißnahtnachbehandlung 
durch Hochfrequenzhämmern nicht bekannt oder wurden bisher nicht dokumentiert.  
Nach Wohlfahrt (2000) hat die Randschichtverfestigung bei Stählen in weichen Werkstoffzuständen 
( ≈ 200 HV) einen vergleichsweise großen Anteil an der Schwingfestigkeitsänderung gegenüber den 
erzeugten Druckeigenspannungen. Bei Stählen in Werkstoffzuständen mit mittlerer Festigkeit ( ≈ 
400 HV) hingegen bewirken Druckeigenspannungen den Hauptteil und bei harten Werkstoffzustän-
den ( ≈ 700 HV) den vollständigen Anteil der Schwingfestigkeitszunahme.  
Für die Verfahren der HFH-Behandlung gilt prinzipiell die Annahme, dass die Wirkmechanismen mit 
denen anderer mechanischer Oberflächenbehandlungsverfahren und speziell dem Kugelstrahlen 
identisch sind. Die Untersuchungen zum Einfluss der Veränderung der Kerbgeometrie, sowie von 
Druckeigenspannung und Randschichtverfestigung auf die Schädigung (𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter) von HFH-
behandelten Quersteifen aus S700MC (WEZ Härte 278 HV0,5) zeigten einen vergleichsweise geringen 
Einfluss der Randschichtverfestigung (Mikkola, 2017; Mikkola et al., 2017). 
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Randschichtverfestigung 
Eine Erhöhung der Versetzungsdichte durch Randschichtverfestigung bewirkt im Allgemeinen einen 
Widerstand gegen Versetzungsbewegungen und somit eine Verzögerung oder Behinderung der Riss-
bildung (Wohlfahrt, 2000). Der schwingfestigkeitssteigernde Effekt der Randschichtverfestigung 
nimmt dabei mit steigender Härte des behandelten Werkstoffs ab (Kloos, 1991; Wohlfahrt, 2000). 
Nach den Recherchen von Mikkola (2017) wurden zuvor Untersuchungen zum Einfluss  der Rand-
schichtverfestigung an HFH-behandelten Schweißverbindungen nicht durchgeführt.  
An HFH-behandelten Stumpfstößen wurden von Weich (2009b) Steigerungen der Mikrohärte 
(HV0,05) bis in eine Tiefe von 0,3 mm um bis zu 100% (S355J2) und in einer Tiefe von 0,1 mm um 
bis zu 40% (S690QL) festgestellt. Allerdings wurden von Dürr (2007) keine signifikanten Härtestei-
gerungen für HFH-behandelte Quersteifen aus den Stahlklassen S355 und S690 dokumentiert. Baier 
(2015) stellte bei HFH-behandelten Quersteifen aus dem Stahl S355MC ebenfalls eine Steigerung der 
Mikrohärte (HV0,05) von ca. 65% bis in eine Tiefe von ca. 1 mm fest. Sehr ähnliche Härtewerte sind 
ebenfalls von Ghahremani et al. (2015) für HFH-behandelten Quersteifen aus CSA G40.21 350W Stahl 
dokumentiert. Zudem zeigen Untersuchungen von Yekta et al. (2013) an ähnlichen Proben und 
Grundwerkstoffen, dass die Randschichthärte mit steigender Behandlungszeit deutlich und im Falle 
sehr kurzer Behandlungszeit im Vergleich zum Ausgangszustand fast gar nicht zunimmt. Ebenfalls 
wurden deutliche Steigerungen der Mikrohärte (HV0,2) an HFH-behandelten Längssteifen aus 
S700MC durch Yildirim et al. (2015) festgestellt. Eine systematische Untersuchung des Effekts der 
Randschichtverfestigung der Wärmeeinflusszone an S700MC Stahl zeigte nur geringe Härtesteige-
rungen von ca. 7,5% HV0,5 in einer Tiefe von 0,1 mm (Mikkola, 2017). Bei der Nachbehandlung von 
Längssteifen aus der Stahlklasse S960 konnten dagegen von Leitner et al. (2014) nur geringe Härte-
steigerungen direkt unter der Oberfläche von 5% (HV3) ermittelt werden. Weitere Steigerungen der 
Randschichthärte in einer Tiefe zwischen 0,3 mm und 1 mm sind ebenfalls dokumentiert von 
Togasaki et al. (2010), Yin et al. (2010), Ummenhofer et al. (2011) und Abdullah et al. (2012). 
Druckeigenspannungen 
Oberflächennahe Druckeigenspannungen wirken sich durch eine Reduzierung der Zugspannungsan-
teile im Vergleich zur reinen Lastspannung in der Regel lebensdauer- und schwingfestigkeitsstei-
gernd auf das belastete Bauteil aus (Macherauch und Wohlfahrt, 1985). Die Wirkung der oberflächen-
nahen Druckeigenspannungen nach der Behandlung hängt dabei im Wesentlichen davon ab, inwie-
fern diese während der Belastung erhalten bleiben. Dabei ist bekannt, dass sich entsprechende 
Druckeigenspannungen sowohl unter einzelnen Lastspitzen als auch unter hohen Lastmittelspan-
nungen abbauen, wenn die Summe der Eigenspannung und der Lastspannung die lokale Streckgrenze 
des Werkstoffes überschreitet (Schulze, 2006). 
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Messungen des Eigenspannungszustandes nach der HFH-Behandlung wurden in zahlreichen Arbei-
ten durchgeführt. Häufig wurden dabei Quer- und Längseigenspannungen in der Mitte der HFH-be-
handelten Kerbe dokumentiert. Aufgrund der unterschiedlichen Messmethoden (u.a. Röntgenbeu-
gungsmessung, Bohrlochmethode, …), unterschiedlicher Messparameter, z.B. Messfleckdurchmesser, 
sowie unterschiedlicher HFH-Behandlungsparameter, weisen die dokumentierten Ergebnisse eine 
große Streuspanne auf. So zeigten Eigenspannungsmessungen von Yekta et al. (2013) an Quersteifen 
aus 350W Stahl einen hohen Einfluss der Behandlungsdauer bei der UIT-Behandlung auf den Eigen-
spannungszustand. Dagegen ergab sich bei einer Round-Robin Studie von Yildirim und Marquis 
(2013) an Längssteifen aus S700MC Stahl, dass der Eigenspannungszustand nach der HFH-Behand-
lung mit vier unterschiedlichen Prozessen (HiFIT, UPT, IP und UIT) grundsätzlich vergleichbar ist. 
Die Bandbreite der dokumentierten Quereigenspannungen an der Oberfläche in der Mitte des HFH-
behandelten Profils reicht dabei von ca. -100 MPa von bis -500 MPa an HFH-behandelten Quer- und 
Längssteifen sowie Stumpfstößen aus den Stahlklassen S355 bis S700 (Dürr, 2007; Okawa et al., 
2013; Suominen et al., 2013; I. Weich, 2009b; Ummenhofer et al., 2011; Yekta et al., 2013; Yildirim 
und Marquis, 2013). Eigenspannungsmessungen an PIT, HiFIT und UIT-behandelten, flachen Grund-
werkstoffproben aus den Stahlklassen S355 bis S960 sind ebenfalls dokumentiert durch Foehrenbach 
et al. (2016), Weich (2009b) und Kurshid et al. (2017). Die Eigenspannungen in der Mitte des HFH-
behandelten Profils quer zur Belastungsrichtung variierten dabei zwischen -130 MPa und -610 MPa 
(Weich, 2009b), lagen allerdings bei den Stählen S355 und S960 im Mittel bei jeweils ca. -200 MPa 
wobei keine signifikante Abhängigkeit der Streckgrenze der Werkstoffe festgestellt werden konnte 
(Kurshid et al., 2017).  
Tiefenprofilmessungen mit Neutronen- (Foehrenbach et al., 2016) und Synchrotronbeugungsverfah-
ren (Weich, 2009b) sowie mit der Bohrlochmethode (Dürr, 2007; Kuhlmann und Günther, 2009; 
Ummenhofer et al., 2011) zeigten zudem, dass hohe Einwirktiefen der Druckeigenspannungen im Be-
reich von 1 mm bis 2 mm typisch für die PIT- und HiFIT-Behandlung sind.  
Oberflächennahen Druckeigenspannungen wird nach der HFH-Behandlung ebenfalls ein großer Ein-
fluss auf die Schwingfestigkeitssteigerung zugeschrieben (Marquis et al., 2013; Marquis und 
Barsoum, 2016). Ein entsprechend hoher Anteil der Druckeigenspannungen äußert sich unter ande-
rem in der dokumentierten Abhängigkeit der Schwingfestigkeitssteigerung von der Lastmittelspan-
nung bzw. dem Spannungsverhältnis 𝑅𝜎 (Mikkola et al., 2013). Ebenfalls dokumentiert ist die Ab-
nahme der Ermüdungsfestigkeit HFH-behandelter Schweißverbindungen unter zyklischer Belastung 
mit variabler Amplitude (Huo et al., 2005; Leitner et al., 2018; Manteghi und Maddox, 2004; Marquis, 
2010). Dabei wird die Reduzierung der oberflächennahen Druckeigenspannung durch einzelne Last-
spitzen maßgeblich für die Reduzierung der Ermüdungsfestigkeit verantwortlich gemacht (Mc Clung, 
2007). Die Begrenzung der maximalen Nennspannung sowie des Lastverhältnisses, siehe Abschnitt 
2.1.2, legt ebenfalls eine entsprechende Abhängigkeit der Schwingfestigkeitssteigerung des HFH-Ver-
fahrens von der Druckeigenspannungsstabilität nahe. 
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Reduzierung der Kerbwirkung 
Es ist bekannt, dass eine Veränderung der Oberflächentopografie, meist gekennzeichnet durch Rau-
heitsänderungen, durch mechanische Oberflächenbehandlung zu einer Änderung der Schwingfestig-
keit vor allem in harten Werkstoffzuständen führt (Wohlfahrt, 2000). Dabei führen jedoch Kugel-
strahlbehandlungen in der Regel nicht zu einer Änderung der Grobgestalt oder Form der Oberfläche 
(Schulze, 2006). Im Gegensatz dazu ist bei der HFH-Behandlung jedoch auch eine massive Änderung 
der Geometrie des Schweißnahtübergangs dokumentiert (Branco et al., 2004; Dürr, 2007; Weich, 
2009b; Yildirim und Marquis, 2013). Dabei wird der Vergrößerung des Nahtübergangsradius bzw. 
der Reduzierung der Kerbwirkung am Nahtübergang ebenfalls ein Anteil der Schwingfestigkeitsstei-
gerung des HFH-Verfahrens zugewiesen (Lefebvre et al., 2017; Mikkola, 2017). Bisherige Messungen 
an HFH-behandelten flachen Platten (Foehrenbach et al., 2016), Stumpfstößen (Weich, 2009b) und 
Quersteifen (Dürr, 2007; Yekta et al., 2013; Yildirim und Marquis, 2013) zeigen, dass dieser Radius 
durch die manuelle Werkzeugführung nicht zwangsläufig mit dem Hammerkopfradius überein-
stimmt und in der Regel etwas größer ausfällt, wobei typischerweise bei der HFH-Behandlung Ham-
merkopfdurchmesser von 1,5 mm bis 3 mm verwendet werden. Beim direkten Vergleich vor- und 
nach der HFH-Behandlung vergrößert sich der mittlere Nahtübergangsradius besonders bei Kehlnäh-
ten und die Streuung der Messergebnisse nimmt ab (Branco et al., 2004; Dürr, 2007; Kuhlmann und 
Günther, 2009). Bei Stumpfstößen ist ebenfalls eine Zunahme des Nahtübergangsradius dokumen-
tiert (Weich, 2009b). 
 
2.2.2 Rissinitiierung und Rissausbreitung  
Eine Messung der Risstiefe mit dem Potenzialsondenverfahren durch Yekta et al. (2013) an UIT-be-
handelten Quersteifen aus CSA G40.21 350W Baustahl zeigte, dass ein Großteil der Probenlebens-
dauer im Bereich kleiner Risstiefen (𝑎 ≈ 0,1 mm) verbracht wird, dargestellt in Abbildung 2-4 (a). 
Dabei wurde durch die HFH-Behandlung eine deutlich geringere Rissfortschrittsrate im Bereich von 
Risstiefen 𝑎 < 0,3 mm festgestellt (Ghahremani und Walbridge, 2011). Die Rissinitiierung an HiFIT- 
bzw. UIT-behandelten Stumpfstößen aus S355J2 und S690QL wurde von Weich (2009b) durch Infra-
rotthermografie untersucht. Dabei wurde festgestellt, dass einzelne Risse in der behandelten Zone 
nach 30% bis 50% der Bruchlastspielzahl 𝑁𝐵 beim Werkstoff S355J2 und ab 40% bis 80% Bruchlast-
spielzahl bei S690QL auftraten, dargestellt in Abbildung 2-4 (b). Bei unbehandelten Proben lag dieses 
Verhältnis bei 20% (S355J2) bis 40% (S690QL). Die Restlebensdauer, ausgehend von einem techni-
schen Anriss mit einer Risstiefe von 𝑎 = 1 mm bis 𝑎 = 2 mm, wurde unabhängig vom Behandlungszu-
stand mit 20% bis 25% angegeben. Die Ermittlung eines technischen Anrisses wurde zudem von 
Leitner (2013) an HFH-behandelten Längssteifen aus S355, S690 und S960 durch Detektieren eines 
Lastabfalls beim Schwingversuch und durch eine Sichtkontrolle mittels Zinkpaste durchgeführt 
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(Leitner et al., 2016). Der technische Anriss wurde dabei bei 40% der Bruchlastspielzahl beim Werk-
stoff S355 und bei bis zu 90% der Bruchlastspielzahl bei den höherfesten Werkstoffen S690 und S960 
festgestellt (Leitner et al., 2018). Nachfolgende Analysen zeigten zudem, dass 80% der Bruchlastspiel-
zahl bei einer Risstiefe von 20% der Plattendicke (𝑡 = 8 mm) erreicht wurden.  
Eine rechnerische Gegenüberstellung der Anriss- und Rissfortschrittsphase von UIT-behandelten 
Quersteifen aus S355J0 erfolgte durch Lihavainen und Marquis (2006) über den dehnungsbasierten 
Ansatz nach Coffin (1964), Manson (1965) und Morrow (1965) sowie durch linear-elastische Bruch-
mechanik (LEBM). Die Abschätzung der Coffin-Manson-Parameter erfolgte dabei aus der Härte der 
UIT-behandelten Zone über das Universal-Material-Law (UML) von Bäumel und Seeger (1990). Dabei 
konnte durch die Abschätzung der Lastspielzahl bis zum Anriss trotz leichter Überschätzung eine we-
sentlich höhere Übereinstimmung mit den experimentell ermittelten Werten erzielt werden als bei 
einer Berechnung der Rissfortschrittsphase durch LEBM. Die Abschätzung der Lebensdauer von 
HFH-behandelten Quersteifen erfolgte dagegen durch Yekta et al. (2013) sowie durch Ghahremani 
und Walbridge (2011) durch ein dehnungsbasiertes Bruchmechanikkonzept, wobei die Parameter 
wiederum aus der Härte der UIT-behandelten Zone über das UML abgeschätzt wurden. Dabei konnte 
mit einer geringen Anfangsrisstiefe von 𝑎𝑖  = 0,15 mm die beste Übereinstimmung mit experimentel-
len Werten erzielt werden. Shams-Hakimi et al. (2018) konnten ebenfalls mit Anfangsrisstiefen von 
𝑎𝑖  = 0,1 mm mit einen LEBM Konzept eine gute Übereinstimmung mit experimentellen Werten von 
UNP-behandelten Quersteifen aus S355 und S460 erzielen. 
 
Abbildung 2-4: (a) In-Situ-Messung der Risstiefe (Yekta et al., 2013), (b) Verhältnis der Lastspielzahl bis 
zum technischen Anriss 𝑵𝒊 zur Bruchlastspielzahl 𝑵𝑩 (Weich, 2009b). 
 
2.3 Numerische Simulation 
Die experimentellen Untersuchungen zum Eigenspannungszustand nach einer Oberflächenbehand-
lung und zum Einfluss der Eigenspannungen auf die Schwingfestigkeit sind, wie oben dargestellt, äu-
ßerst vielschichtig und abhängig von einer Vielzahl von Parametern, so dass eine Lebensdauerbewer-
tung für einen konkreten Fall auf Basis der experimentellen Ergebnisse oder der Regelwerke in der 
(a) (b)
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Regel konservativ und mit großen Unsicherheiten behaftet ist. Numerische Simulationen der Pro-
zesse sollen deshalb dabei helfen, das Verständnis der Einflüsse der verschiedenen Prozesse auf die 
Schwingfestigkeit zu verbessern und Methoden für eine realitätsnahe Bewertung oberflächenbehan-
delter Komponenten bereitzustellen.  
 
2.3.1 Mechanische Oberflächenbehandlung 
Im Bereich der numerischen Simulation mechanischer Oberflächenbehandlung ist das konventio-
nelle Kugelstrahlen das bislang häufigste untersuchte Verfahren wobei die ersten Modellierungsan-
sätze bis in die 1980er Jahre zurückreichen (Follansbee und Sinclair, 1984; Voyiadjis und Buckner, 
1983). Die Elementarprozesse beim Kugelstrahlen und damit die Modellierungsansätze sind dabei 
grundsätzlich ähnlich wie beim Hochfrequenzhämmern. Dabei unterscheidet sich das Hochfrequenz-
hämmern in erster Linie durch die wesentlich höhere Masse, den größeren Radius des Indentors bzw. 
Hammers, die geringere Anzahl von Aufschlägen und die vergleichsweise geringe Aufschlagsge-
schwindigkeit. Im Folgenden wird daher zunächst der wesentliche Kenntnisstand im Bereich der FE-
Simulation des Kugelstrahlens erläutert.  
Kugelstrahlen 
Im Bereich der Kugelstrahlsimulation haben sich 3D-Modellausschnitte (Mikromodelle) zur Untersu-
chung des Eigenspannungszustandes in einem meist ebenen, begrenzten Bereich weitestgehend 
etabliert, wobei an dieser Stelle auf die ausführlichen Literaturstudien von Schulze et al. (2008) und 
später von Chen et al., (2019) verwiesen wird. Durch die Verwendung dieser Mikromodelle kann die 
Wechselwirkung mehrerer zeitlich und räumlich getrennter Aufschläge des Strahlguts simuliert wer-
den. Dies hat den Hintergrund, dass aufgrund der begrenzten Rechenleistung nur ein geringer Anteil 
des Strahlguts auf einer begrenzten Fläche berücksichtigt werden kann. Ebenfalls ist im Verhältnis 
zum Aufschlagdurchmesser eine gewisse Elementgröße zur akkuraten Abbildung des einzelnen Auf-
schlagvorgangs erforderlich. Dabei variiert diese Empfehlung hinsichtlich der Elementgröße zwi-
schen 1/10 (Micoulaut et al., 2006), 1/12 (Yin et al., 2014), 1/15 (Rouquette et al., 2009) und 1/20 
(Bagherifard und Guagliano, 2011) des Durchmessers eines Einzelaufschlags. Teilweise werden für 
die Kugelstrahlsimulation auch Makromodelle verwendet (Athreya et al., 2013) oder die errechneten 
Eigenspannungen werden für nachfolgende Analysen von einem Mikromodell auf ein Makromodell 
extrapoliert (Klemenz, 2009). 
Zur Modellierung von Aufschlägen in der FE-Simulation hat sich dabei die explizite dynamische Ana-
lyse bewährt (Chen et al., 2019; Schulze et al., 2008). Dabei werden Massenträgheit und die Ausbrei-
tung von Spannungswellen im Material berücksichtigt. Als Randbedingung kann die Verschiebung 
bzw. die elastische Eindrucktiefe oder die initiale Geschwindigkeit des Strahlguts vorgegeben wer-
den. Die Reflektion der Spannungswellen besonders bei kleinen Modellen führt allerdings zu einer 
kontinuierlichen Schwingung die entweder durch Mittelung der Spannungswerte (Guagliano, 2001) 
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oder durch Material- und Systemdämpfung (El Tobgy et al., 2004; Meguid et al., 2002) eliminiert wer-
den muss. Dabei hat sich der Ansatz der Berandung mit infiniten Elementen von Schwarzer et al. 
(2002) weitestgehend etabliert (Chen et al., 2019). 
Zur Reduzierung des Rechenaufwands wurde das Strahlmittel in den meisten Fällen als Starrkörper 
modelliert (Chen et al., 2019). Dabei führt diese vereinfachte Modellierung des Strahlmittels gegen-
über eines elastisch-plastischen Körpers zu einer Überschätzung der Tiefenwirkung und des Betrages 
der prozessinduzierten Druckeigenspannung, wenn die Streckgrenze in einem ähnlichen Bereich wie 
die des gestrahlten Materials liegt (Hirai et al., 2005; Rouhaud und Deslaef, 2002). Weiterhin zeigen 
Analysen von Mori et al. (1996), dass keine plastischen Deformationen im Strahlmittel auftreten, 
wenn deren Streckgrenze um den Faktor 2 höher liegt als der des gestrahlten Werkstoffes. 
 
Eine ausführliche Zusammenfassung der numerischen Simulation des Kugelstrahlens durch Schulze 
et al. (2008) legt nahe, dass ein kombiniert isotrop-kinematisches Verfestigungsmodell verwendet 
werden sollte, um das zyklische Werkstoffverhalten durch Mehrfachaufschläge zu beschreiben. Zu-
sätzlich zeigten experimentelle Arbeiten, dass quasi-statische und dynamische Kugelaufschläge zu 
unterschiedlichen Eigenspannungszuständen führen (Hasegawa et al., 1996; Kobayashi et al., 1998), 
wobei gefolgert wird, dass die Dehnratenabhängigkeit des behandelten Werkstoffes der Grund für 
diesen Unterschied ist (Kobayashi et al., 1998). Ebenfalls wurde numerisch ein signifikanter Unter-
schied des Eigenspannungszustands nach dem Kugelstrahlen zwischen quasi-statischer Simulation 
und dynamischer Simulation mit einem dehnratenabhängigen Fließflächenmodell nachgewiesen (Al-
Hassani, 1999). Darüber hinaus führte die Verwendung von rein isotropen Verfestigungsmodellen in 
Kombination mit dehnratenabhängiger Fließspannung in Kugelstrahlsimulationen zu einer teilweise 
signifikanten Überschätzung der Druckeigenspannungen nach der Behandlung (Baragetti, 1997; 
Schwarzer et al., 2002). Die Dehnraten beim Kugelstrahlen liegen dabei aufgrund der hohen Auf-
schlaggeschwindigkeit von 10 m/s bis 60 m/s (Klemenz, 2009) teilweise bis zu 6 ⋅ 105 s-1 (Meguid et 
al., 2002) bzw. im Bereich von 104 bis 105 s-1 (Schulze, 2006). Die Verwendung kinematischer Verfes-
tigungsmodelle führt dagegen zu einem deutlich geringeren Druckeigenspannungsmaximum im Ver-
gleich zu rein isotropen Verfestigungsmodellen (Ould et al., 2006; Rouhaud et al., 2005). 
Generell werden seit etwa 2010 zunehmend gekoppelte DEM (Diskrete Elemente Methode) - FEM 
Modelle (Jebahi et al., 2016; Tu et al., 2017) oder periodische berandete Modelle (Yang et al., 2015, 
2014) zur Simulation von konventionellen oder Ultraschallkugelstrahlen mit einer steigenden Anzahl 
von Partikeln eingesetzt (Chen et al., 2019). Die generelle Modellierung von Mehrfachaufschlägen mit 
Mikromodellen hat sich seither nur unwesentlich weiterentwickelt (Chen et al., 2019). 
Kenntnisstand Seite 15 von 171 
  
Hochfrequenzhämmern (HFH) 
Aufgrund der Neuartigkeit und Vielzahl der HFH-Verfahren ist derzeit nur eine begrenzte Anzahl von 
numerischen Studien der Prozesse verfügbar, dargestellt in Tabelle 2-2. Die entsprechende Modellie-
rung der Prozesse mit der Finiten Elemente Methode (FEM) entspricht dabei weitestgehend dem Ku-
gelstrahlen mit einem vorgegebenen Muster von Aufschlägen entlang einer Linie. Der im Vergleich 
größere Radius des Hammers und der größere Eindruckradius sowie die deutlich geringe Anzahl von 
Aufschlägen erlauben die Simulation deutlich größerer Modellausschnitte.    
Die Modellierung erfolgte in fast allen in Tabelle 2-2 dokumentierten Fällen, ausgenommen die Un-
tersuchungen von Weich (2009b) sowie Schaumann und Keindorf (2010), als explizit dynamische 
Analyse, wobei die Bewegung des Hammers entweder durch Verschiebungsrandbedingung (Le 
Quiellec, 2011; Simunek et al., 2013; I. Weich, 2009b) oder durch eine initiale Aufschlaggeschwindig-
keit vorgegeben wurde (Baptista et al., 2011; Deng et al., 2016; Guo et al., 2015; Hardenacke et al., 
2015; Yuan und Sumi, 2015, 2016). Techniken zur Reduzierung der Spannungswellenreflektion wur-
den dabei nicht verwendet oder dokumentiert. Hardenacke et al. (2015) und Foehrenbach (2016; 
2016a) berücksichtigten nach dem Aufschlagvorgang bis zur Auswertung eine bestimmte Wartezeit 
während Yuan und Sumi (2016) die Spannungswellen durch entsprechende Materialdämpfung redu-
zierten. 
In der überwiegenden Anzahl der dokumentierten Arbeiten wurde der Hammer als Starrkörper mo-
delliert, siehe Tabelle 2-2, wobei eine entsprechende höhere Härte des Hammers gegenüber dem be-
handelten Werkstoff vorausgesetzt wurde. Härte und Werkstoff des Hammers sind dabei in den ent-
sprechenden Arbeiten durchgängig nicht dokumentiert.  
Untersuchungen zur numerischen Simulation des HFH-Prozesses an flachen Proben aus S355 zeigen, 
dass die Verwendung eines kombiniert isotrop-kinematisch Verfestigungsmodells zu den besten 
Übereinstimmungen mit experimentellen Eigenspannungsmessungen führt (Foehrenbach et al., 
2016). Ähnliche Ergebnisse wurden von Simunek et al. (2013) erzielt. Ebenfalls zeigte Le Quiellec 
(2011) einen signifikanten Unterschied hinsichtlich der Druckeigenspannung bei der Verwendung 
von rein kinematischen und rein isotropen Verfestigungsmodellen. Entsprechende Veröffentlichun-
gen der letzten Jahre zeigen ebenfalls, dass ausschließlich kombiniert isotrop-kinematische Verfesti-
gungsmodelle zur numerischen Simulation der HFH-Behandlung eingesetzt wurden (Deng et al., 
2016; Guo et al., 2015; Zheng et al., 2018), bei denen auch die dehnratenabhängige Fließspannung 
berücksichtigt wurde (Kurshid et al., 2017; Liu et al., 2018; Ruiz et al., 2019, 2020). 
Die maximale plastische Vergleichsdehnrate wurde von Foehrenbach (2016) durch die HFH-Simula-
tion bei einer Aufschlaggeschwindigkeit von 3 m/s ermittelt und lag bei 450 1/s und damit signifikant 
niedriger als bei Kugelstrahlbehandlungen. Dennoch führte die Verwendung einer dehnratenabhän-
gigen Fließspannung im Verfestigungsmodell zu einer Zunahme der oberflächennahen Druckeigen-
spannung (Ernould et al., 2019a; Foehrenbach et al., 2016; Hardenacke et al., 2015).  
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Der Einfluss der Abstände von aufeinanderfolgenden Aufschlägen auf den Eigenspannungszustand 
nach der HFH-Behandlung wurde bereits eingehend numerisch untersucht (Foehrenbach, 2016; 
Foehrenbach et al., 2016; Hardenacke et al., 2015; Leitner et al., 2016; Simunek et al., 2013). Bei der 
HFH-Behandlung mit einer empfohlenen Vorschubgeschwindigkeit nach IIW-Richtlinie (Marquis und 
Barsoum, 2016) von 2 mm/s bis 4 mm/s und einer Hämmerfrequenz von 90 Hz bedeutet dies 45 bis 
90 Aufschläge pro Millimeter. Für numerische Studien wurden allerdings durchgehend Werte von 3 
bis 6 Aufschläge/mm verwendet, siehe Tabelle 2-2. Dabei empfiehlt Simunek et al. (2013) einen Ab-
stand von 0,4 mm/Aufschlag für die verschiebungsgesteuerte FE-Simulation, da sich bei kleineren 
Abständen die Druckeigenspannungen zwischen den Eindrücken nicht mehr signifikant ändern. Nu-
merische Studien von Foehrenbach (2016) und Ernould (2017) bestätigen diesen Wert.  Hardenacke 
et al. (2015) stellte ebenfalls zwischen einem Aufschlagabstand von 0,2 mm und 0,4 mm nur gering-
fügige Änderungen des Druckeigenspannungsfeldes fest. Hinsichtlich der bleibenden Eindrucktiefe 
zeigte jedoch Foehrenbach et al. (2016), dass bei der kraftgesteuerten FE-Simulation mit elastisch-
modelliertem Hammer ein geringer Abstand von 0,2 mm pro Aufschlag nötig ist, um vergleichbare 
Eindrucktiefen wie bei der verschiebungsgesteuerten FE-Simulation mit starrem Hammer zu errei-
chen. Das Zwei-Aufschlags-Modell von Guo et al. (2015) zeigt, dass sich unter diesem Abstand bei der 
HFH-Behandlung einer EN AW 2024 Legierung das Druckeigenspannungsmaximum geringfügig än-
dert.  
Im Zuge der FE-Simulation der HFH-Nachbehandlung von Schweißverbindungen wurde zudem die 
Schweißstruktursimulation mit der nachfolgenden Simulation der Nachbehandlung kombiniert 
(Foehrenbach, 2016; Hardenacke et al., 2015; Kurshid et al., 2017; Schaumann und Keindorf, 2010; 
Simunek et al., 2013; Tang et al., 2018). Dies hatte das Ziel, den Eigenspannungszustand nach dem 
Schweißprozess als Randbedingung für die Simulation der Nachbehandlung zu berücksichtigen. Ein 
geringer Einfluss des initialen Eigenspannungszustandes wurde dabei von Foehrenbach (2016) fest-
gestellt, wobei auch verhältnismäßig geringe Zugeigenspannungen < 100 MPa in Querrichtung als 
initiale Eigenspannungen im HFH-behandelten Bereich des FE-Modells verwendet wurden.
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Tabelle 2-2: Numerische Studien zur Prozesssimulation der HFH-Behandlung 
Author 




Werkstoff Simuliertes Detail 
Hammer Werkstück 
Weich (2009b) linear-elastisch isotrop (el.-pl.) tangential 
(𝜇 = 0,15) 
0,1 – 0,25 mm 0,8 S355 / S690 Flache Platte 
Schaumann und Keindorf 
(2010) 
starr isotrop (el.-pl.)    S355 Stumpfstoß 
Le Quiellec (2011) linear-elastisch linear kinematisch (el.-pl.)  0,2 mm  S355 Quersteife 
Baptista et al. (2011) linear-elastisch isotrop-kinematisch tangential 
(𝜇 = 0,15) 
  304L Quersteife 
Leitner et al. (2016); Simunek 
et al. (2013)  
starr isotrop-kinematisch  0,1 mm 0,4 S355 Stumpfstoß 
Hardenacke et al. (2015) starr isotrop-kinematisch / dehnratenab.  Tangential 
(𝜇 = 0,15) 
0,1 mm, 1 m/s 0,2 / 0,4 S355 Flache Platte 
Yang et al. (2012) starr isotrop (el.-pl.) tangential 
(𝜇 = 0,15) 
3 – 5 m/s 0,8 AISI304 Flache Platte 
Foehrenbach (2016, 2016a) starr / linear-elas-
tisch 
isotrop-kinematisch- dehnratenab. Tangential 
(𝜇 = 0,15) 
0,1 - 0,25 mm,  
3 m/s 
0,2 / 0,4  S355 / S690 / S960 Flache Platte, Stumpfstoß 
Yuan und Sumi (2016, 2015) linear-elastisch Bi-linear-kinematisch tangential 
(𝜇 = 0,5) 
5 m/s 0,4 JIS-SM490 Quersteife 
Guo et al. (2015) starr kinematisch- dehnratenab. Tangential 
(𝜇 = 0,25) 
1 – 4 m/s 0,05 – 1,2 Al 2024 Flache Platte 
Deng et al. (2016) starr kinematisch- dehnratenab. Tangential 
(𝜇 = 0,3) 




Kurshid et al. (2017), Leitner et 
al. (2017) 
starr isotrop-kinematisch-dehnratenab. Tangential 
(𝜇 = 0,15) 
0,05 mm –  
0,15 mm 
0,4 S355, S700MC, S960 Flache Platte,  
Längssteife 
Ernould (2017, 2019) starr isotrop-kinematisch-dehnratenab. Tangential 
(𝜇 = 0,15) 
2,78 m/s 0,4 S355, S690, S960 Flache Platte,        
Quersteife 
Zheng et al. (2018) starr isotrop-kinematisch  0,1 mm 0,3 304L Quersteife 
Liu et al. (2018) starr isotrop-kinematisch- dehnratenab. tangential 
(𝜇 = 0,15) 
3 m/s 0,4 S355 Stumpfstoß 
Gkatzogiannis (2020) starr isotrop-kinematisch  2,7 / 3,2 m/s 0,4 S355J2+N, S960QL Flache Platte, Quersteife 
Ruiz et al. (2019, 2020) starr isotrop-kinematisch  0,2  mm 0,4 S355 Längssteife 
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2.3.2 Schweißstruktursimulation 
Die numerische Schweißsimulation stellt die Verknüpfung einer Vielzahl beim Schweißprozess auf-
tretender, komplexer Vorgänge und eine entsprechende Approximation der gekoppelten Vorgänge 
mithilfe von numerischen Methoden zur Berechnung von Temperatur, Gefüge, Verzug und Eigen-
spannung dar. Grundsätzlich lässt sich die Schweißsimulation nach Radaj (1999) in drei Teilbereiche 
aufteilen: Prozess-, Struktur- und Werkstoffsimulation. Der Eigenspannungszustand und der dazuge-
hörige Verzug lassen sich mit der Schweißstruktursimulation berechnen. Aufgrund der Komplexität 
des Schweißprozesses sind eine Vielzahl von Modellen u.a. zur Abbildung von Schmelzbadgeometrie, 
Wärmeleitung und Gefüge- und Verfestigungszustand mit unterschiedlicher Wechselwirkung erfor-
derlich, ausführlich dargestellt in Abbildung 2-5 sowie detailliert erläutert u.a. von Radaj (2002) und 
Goldak und Akhlaghi (2005). Die Zusammenhänge der Einflussfaktoren beim Schmelzschweißen 
wurden u.a. von Buchmayr und Kirkaldy (1990) und von Wohlfahrt und Schmidt (2002) dokumen-
tiert. 
 
Abbildung 2-5: Bereich der Schweißsimulation nach Radaj (2002) 
 
Im Bereich der numerischen Analyse von Eigenspannungszustand und Verzug an Baustählen durch 
Metall-Aktiv-Gas (MAG) Schweißen existieren bereits mehrere ausführliche, numerische Analysen 
u.a. von Schenk (2011) für S355, Hildebrand (2008) für S355 und S960, Loose (2008) für S235 und 
S355 sowie von Gkatzogiannis (2020) für S355 und S960. Dabei stellt die Anzahl der benötigten, tem-
peraturabhängigen Materialparameter meist eine große Herausforderung dar (Brand, 2012), wobei 
in der Regel eine Kombination aus experimentellen und Literaturdaten verwendet wird.  
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Die Entstehung von Eigenspannung durch den Schweißprozess ist entsprechend den Recherchen von 
Hildebrand (2008) auf drei wesentliche Aspekte zurückzuführen: Schrumpfung, Abschreckung und 
Phasenumwandlung. Schrumpfeigenspannung entstehen in der Regel durch Dehnungsbehinderung 
quer und längs zur Schweißrichtung, die mit zunehmenden Abstand zur Nahtmitte kontinuierlich ge-
ringer werden (Wohlfahrt, 1986). Tendenziell treten Zugeigenspannungen an der Oberfläche und 
Druckeigenspannungen im Inneren der Schweißverbindung auf. Abschreckeigenspannungen entste-
hen, wenn aufgrund der Temperaturdifferenzen von Oberfläche (schnelle Abkühlung) zu Kern (lang-
same Abkühlung) die Warmstreckgrenze des Werkstoffs überschritten wird. An der Oberfläche tre-
ten somit in der Regel Druckeigenspannungen und in der Werkstückmitte Zugeigenspannungen auf 
(Wohlfahrt und Macherauch, 1977a). Umwandlungseigenspannungen entstehen durch die mit der 
Phasenumwandlung verbundene Volumenänderung besonders bei der Umwandlung von Austenit in 
Martensit oder Bainit bei der Abkühlung der Schweißverbindung. Im Allgemeinen entstehen dabei in 
Bereichen, in denen die Phasenumwandlung zuerst stattgefunden hat, Zugeigenspannung und in un-
beeinflussten Bereichen Druckeigenspannung (Wohlfahrt und Macherauch, 1977). 
Bei einem großen Teil der dokumentierten Arbeiten wurde als Verfestigungsmodell ein rein isotroper 
Verfestigungsansatz aber unter Berücksichtigung der Phasenumwandlung gewählt (Hildebrand, 
2008; Loose, 2008). Dabei wird die vergleichsweise komplexe Anpassung kinematischer Terme im 
Verfestigungsmodell als Grund angegeben (Hildebrand, 2008). Die Anwendung elasto-viskoplasti-
scher Verfestigungsmodelle, siehe Abschnitt 2.4.2, in Kombination mit mehrphasigen Werkstoffzu-
ständen wurde von Hempel et al. (2016) aufgrund der Vielzahl der anzupassenden Parameter eben-
falls auf einphasige Werkstoffzustände begrenzt. Dabei wurde bei mehrlagigen Schweißnähten aus 
austenitischem Stahl mit einem isotropen Verfestigungsmodell eine gute Übereinstimmung mit ex-
perimentellen Eigenspannungswerten erzielt (Mullins und Gunnars, 2009; Wohlfahrt et al., 2012). 
Diese Annahme konnte auch für den niederfesten Baustahl S355 durch Gkatzogiannis et al. (2017) 
bestätigt werden, wobei nur geringe Unterschiede zwischen rein-isotroper und rein-kinematischer 
Verfestigung bzgl. des Eigenspannungszustandes festgestellt wurden. Schenk (2011) dokumentierte 
für die einlagige MAG-Schweißung von Kehlnähten aus S355 eine Überschätzung für rein-isotrope 
Verfestigung und für rein-kinematische Verfestigung eine Unterschätzung von Eigenspannung und 
Verzug gegenüber experimentell ermittelten Werten. Eine ausführliche Untersuchung des Einflusses 
des Verfestigungsmodells (rein-isotrop, rein-kinematisch, isotrop-kinematisch) für einlagige MAG-
Schweißung von Rohren aus S355 wurde ebenfalls von Hemmesi et al. (2017) durchgeführt. Dabei 
wurde die beste Übereinstimmung mit einem rein-isotropen Verfestigungsmodell erzielt.  
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2.4 Materialmodellierung 
Verfestigungsmodelle, die das benötigte zeitabhängige Materialverhalten für die mechanische Ober-
flächenbehandlung wiedergeben, lassen sich grob in Fließspannungsmodelle und elasto-viskoplasti-
sche Modelle einteilen. Für ausführlichere Beschreibungen sei hierbei auf die entsprechenden Fach-
literatur verwiesen u.a. auf Lemaitre et al. (2002). Elasto-viskoplastische Modelle sind auch zur Be-
schreibung von Hochtemperaturverformung geeignet (Lemaitre et al., 2002). Diese sogenannten ver-
einheitlichten Werkstoffmodelle (engl. unified material models) wurden entwickelt, um die Summe 
aus plastischer und Kriechverformung innerhalb eines Terms abzubilden, wie bei den Modellen von 
Ramaswany (1986), Walker (1981) oder Chaboche (1989).  
Im Folgenden wird daher das elastisch-viskoplastische Werkstoffmodell mit kombinierter kinema-
tisch-isotroper Verfestigung und dehnratenabhängiger Fließspannung nach Chaboche (1986, 1989) 
verwendet, nachfolgend dargestellt in symbolischer Notation. Dieses Modell zeichnet sich vor allem 
durch seinen modularen Aufbau aus. Dieses vereinheitlichte Verfestigungsmodell beruht auf der An-
nahme, dass sich Dehnungen bzw. der entsprechende Verzerrungstensor 𝜺 in einen elastischen Anteil 
𝜺𝑒 und einen inelastischen Anteil 𝜺𝐼 aufteilen lässt: 
𝜺 = 𝜺𝑒 + 𝜺𝐼 (1) 




Unter der Annahme elastischer Isotropie wird das elastische Verformungsverhalten für alle nachfol-
genden Analysen mit dem Hook’schen Gesetz beschrieben: 
𝝈 =  𝜆 𝑠𝑝(𝜺𝑒)𝟏 + 2𝜇𝜺𝑒 (2) 
mit den Lamé-Konstanten: 
𝜆 =
𝜈 𝐸
(1 + ν)(1 − 2ν)







Die Zeitableitung des plastischen Dehnungstensors ?̇?𝑝 errechnet sich entsprechend der Fließglei-




 ?̇?  
𝝈′ −  𝛀′
𝐽(𝝈 −  𝛀)
 
(4) 
Dabei ist 𝝈′ der deviatorische Anteil des Spannungstensors 𝝈 und 𝛀′ der deviatorische Anteil des 
Rückspannungstensors 𝛀. Der Term 𝐽(𝝈 −  𝛀) entspricht dem einachsig äquivalenten Überspan-
nungstensor mit  
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𝐽(𝝈 −  𝛀) =  √
3
2
 (𝝈 −  𝛀) 
(5) 
und ?̇? dem viskoplastischen Multiplikator mit  
?̇? = ⟨ 









𝑥  für         𝑥 > 0
0  für         𝑥 ≤ 0
   (7) 
dabei ist 𝜀0̇
𝑝 = 1/s, 𝑘 der isotrope Verfestigungsanteil und 𝑘0 die Anfangsfließspannung, 𝐾 die 
Schleppspannung und 𝑛 ein materialabhängiger Exponent. Die isotrope Ver- und Entfestigung kann 
entweder über die Parameter 𝑘 und 𝐾 abgebildet werden. Bei kubisch-raumzentrierten (krz)-Metal-
len, bei denen Dehnratenabhängigkeit und Verfestigung entkoppelt sind (Burgahn, 1991), ist es sinn-
voll den Parameter 𝑘 zu verwenden. Der isotrope Anteil des verwendeten Verfestigungsmodells ba-
siert auf einer Entwicklungsgleichung nach Zaverl und Lee (1978): 
?̇? = 𝑚(𝑘1 − 𝑘) 𝜀̇
𝑝 (8) 
mit den Materialparametern m und k1 und der ersten Zeitableitung des plastischen Dehnungstensors 
ε̇p. Diese Gleichung kann entsprechend analytisch durch Zeitintegration gelöst werden mit: 
𝑘 = 𝑘1 − (𝑘1 − 𝑘0) exp(−𝑚 𝜀̅?̇?𝑞
𝑝
) (9) 
Dabei ist 𝑘0 die Anfangsfließfläche und 𝜀̅?̇?𝑞
𝑝
 die äquivalente plastische Dehnrate. Als Modifikation ge-
genüber dem Originalmodell kann die Fließfläche 𝑘 in zwei oder mehrere Anteile aufgeteilt werden, 
um die Möglichkeiten der Anpassung des isotropen Verfestigungsanteils zu verbessern. Diese Modi-
fikation wurde bereits von Chaboche (2009) vorgeschlagen und u.a. von Erz et al. (2012) umgesetzt. 
Dabei wird die Fließfläche k folgendermaßen erweitert: 
?̇?𝑘 = 𝑚𝑘(𝑘𝑘,1 − 𝑘)𝜀?̇?𝑞
𝑝










Chaboche (1986) empfiehlt die Verwendung von zwei Rückspannungstermen 𝛀1 und 𝛀2 mit den ent-
sprechenden Entwicklungsgleichungen nach Armstrong und Frederick (1966), detailliert beschrie-
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2.4.3 Phasenumwandlung 
Eigenspannungen können durch ungleichmäßige Phasenumwandlung beim Abkühlen einer Schweiß-
verbindung durch Volumenänderungen aufgrund unterschiedlicher Kristallstrukturen der einzelnen 
Phasen auftreten Schulze (2010). Sie entstehen dabei insbesondere bei hohen Warmstreckgrenzen 
der Werkstoffe sowie durch Phasenumwandlung bei niedrigen Temperaturen (Wiewecke, 1990; 
Wohlfahrt und Macherauch, 1977).  
Die Phasenumwandlung bei der numerischen Simulation des Schweißprozesses an Baustählen hat in 
Verbindung mit den verwendeten Randbedingungen einen nicht zu vernachlässigenden Einfluss auf 
den Eigenspannungszustand nach der Abkühlung (Hildebrand, 2008; Schenk, 2011).  
Zur Abbildung der Dehnungen durch die Phasenumwandlung ist es notwendig, die entsprechenden 
Anteile der einzelnen Phasen 𝑃𝑖 zu ermitteln. Das semi-empirische Modell nach Leblond und Devaux 
(1984) für diffusionskontrollierte Phasenumwandlung ist besonders für Stähle mit mehreren Gefü-
geanteilen geeignet und zeichnet sich durch seine einfache Formulierung sowie seine Allgemeingül-
tigkeit aus (Hildebrand, 2008). Bei dem Modell handelt es sich dabei um eine Erweiterung der Funk-
tion nach Avrami (1939). Die Umwandlungskinetik wird folgendermaßen in Abhängigkeit der Tem-
peratur 𝜃 ausgedrückt: 





𝑃𝑒,𝑖 ist der Gleichgewichtszustand der Phase 𝑖, 𝜏 ist die Verzögerungsdauer und 𝐹 ein Faktor zur Be-
rücksichtigung der Abkühlgeschwindigkeit. Das Modell ist geeignet sowohl die Phasenumwandlung 
bei Aufheiz- und Abkühlvorgang zu beschreiben (Hildebrand, 2008). Allerdings erlaubt die beschrie-
bene Umwandlungskinetik nur die Anpassung an einen Gefügeausgangszustand und ist in dieser Hin-
sicht kritisch zu betrachten (Brand, 2012). Die diffusionslose Phasenumwandlung von Austenit in 
Martensit kann durch das Modell nach Koistinen und Marburger (1959) beschrieben werden: 
𝑃𝑚𝑎𝑟 = {
               0               𝑓ü𝑟 𝜃 >  𝑀𝑚𝑎𝑟
1 − 𝑒𝐾𝑆(𝑀𝑚𝑎𝑟−𝜃)  𝑓ü𝑟 <  𝑀𝑚𝑎𝑟 
 
(14) 
Dabei ist 𝐾𝑆 die kohlenstoffabhängige Umwandlungskonstante und 𝑀𝑠 die Martensitstarttemperatur. 
Dieses Modell eignet sich besonders für hochfeste, niedriglegierte Stähle (Wilson und Medina, 2000), 
wobei der Exponent 𝐾𝑆 mit Werten zwischen 0,011 𝐾−1 (Pan und Weng, 1992), 0,018 𝐾−1 (SYSWELD 
Material Database, 2016) und 0,02 𝐾−1 (Schenk, 2011) angegeben wird.  
Die Phasenumwandlung wird in der Finiten Elemente Software SYSWELD wie folgt berücksichtigt, 
wobei der implementierte Code auf den Veröffentlichungen von Leblond (1989) und Leblond et al. 
(1989, 1986a, 1986b) beruht. Die Berechnung der Spannung in der strukturmechanischen FE-Ana-
lyse erfolgt über die Berechnung einzelner Dehnungsanteile. An dieser Stelle sei auf die entspre-
chende Fachliteratur zu diesem Thema verwiesen u.a. von Pan und Weng (1992)und Bathe (2002). 
Der Dehnungstensor teilt sich in die folgenden Anteile auf:  
𝜺 = 𝜺𝑒 + 𝜺𝑡ℎ + 𝜺𝑝𝑙 + 𝜺𝑢𝑚𝑝 (15) 
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Dabei handelt es sich bei 𝜺𝑡ℎ um den thermischen Anteil und bei 𝜺𝑢𝑚𝑝 der umwandlungsplastische 
Anteil des Dehnungstensors 𝜺. Der thermische Dehnungstenor errechnet sich linear aus den Anteilen 
der einzelnen Phasen 𝑖 mit: 
𝜺𝑡ℎ = ∑𝑃𝑖  𝜺𝑖
𝑡ℎ(Θ) (16) 
und berechnet sich folgendermaßen: 
𝜺𝑖
𝑡ℎ = 𝛼𝑖(𝜃)(𝜃 − 𝜃0) 𝟏 (17) 
wobei 𝛼(𝜃) der phasenspezifische Wärmeausdehungskoeffizient und und 𝜃0 die Referenztemperatur 









)𝑃𝑓𝑒𝑟̇       mit   𝐾
∗ = 2 𝛥𝜀𝑡ℎ𝛾→𝛼/𝜎
𝛾
0 (18) 
Dabei entspricht 𝐾 dem umwandlungsplastischen Koeffizienten, 𝜎0 der Fließspannung, 𝜎𝑒𝑞 der be-
rechneten Fließspannung in Abhängigkeit der Phasenanteile, 𝜺′ dem Dehnungsdeviator, 𝛥𝜀𝑡ℎ𝛾→𝛼 
dem Unterschied der thermischen Dehnungen 𝜀𝑡ℎ der Ferrit-Phase (𝛼) und der Austenit-Phase (𝛾) 
und 𝑃𝑓𝑒𝑟  dem Anteil von Ferrit-Phase. 
2.5 Lebensdauerkonzepte unter Berücksichtigung von Eigenspannung 
Die zur Quantifizierung des Ermüdungsverhaltens in HFH-behandelten, verfestigten Randschichten 
verwendete Methoden müssen die in Abschnitt 2.2.1 erwähnten, wesentlichen Effekte der Modifika-
tion des Eigenspannungszustandes sowie die Randschichtverfestigung und die Änderung der Kerbge-
ometrie berücksichtigen. Dabei beschränken sich die folgenden Betrachtungen auf die Schwingfestig-
keit, also den Widerstand des Werkstoffs gegen periodisch wiederholte Belastungen mit konstanter 
Amplitude. 
Der Ermüdungsvorgang selbst gliedert sich in die Phase einer submikroskopischen (Rissinitiierung) 
und mikroskopischen Rissbildung (Mikrorisswachstum) sowie in die Phase des anschließenden mak-
roskopischen Rissfortschritts bis zum Restbruch. In der Regel berücksichtigt kein Konzept alle Pha-
sen des Ermüdungsvorgangs zur Abschätzung der Schwingfestigkeit (Haibach, 2006). 
 
2.5.1 Eigen- und Mittelspannungseinfluss 
Durch mechanische Belastung erzeugte Lastspannungen überlagern sich grundsätzlich mit vorliegen-
den Eigenspannungen (I. Art). Diese Eigenspannungen können sich abhängig von ihrer Höhe und ih-
rem Vorzeichen sowie vom vorliegenden Werkstoffzustand günstig oder ungünstig auf das Bauteil-
verhalten auswirken (Macherauch und Wohlfahrt, 1985). Es ist davon auszugehen, dass vorhandene 
Zugeigenspannungen die Ermüdungsfestigkeit reduzieren, wohingegen Druckeigenspannungen 
diese erhöhen. Dies ist auf die schädigende Wirkung von Zugspannungen (Rissöffnung) gegenüber 
Druckspannungen zurückzuführen. Je nach Lastmittelspannungen und Höhe der Eigenspannungen, 
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abhängig von der Proben- bzw. Bauteilgeometrie sowie des Werkstoffzustandes und der Höhe und 
der Art der Belastung sind Änderungen unter mechanischer Lasteinwirkung zu erwarten 
(Macherauch und Wohlfahrt, 1985; Wohlfahrt, 2000; Schulze, 2006). Dabei ist die Stabilität des Ei-
genspannungszustands unter zyklischer Belastung in erster Linie abhängig von der zyklischen und 
statischen Streckgrenze und deren Unterschied zur Dauerfestigkeit des Werkstoffzustandes (Schulze, 
2006). Zur Abschätzung der Wirkung von Eigenspannungen in vergleichsweise einfacher Form kann 
die Eigenspannungsempfindlichkeit 𝑚∗ nach der Definition nach Macherauch und Wohlfahrt (1985) 
herangezogen werden. Diese gibt den Wert der effektiv wirkenden Eigenspannung 𝑚∗𝜎𝐸𝑆 auf die 
Wechselfestigkeit von Stählen an, dargestellt in Abbildung 2-6. Dabei ist die Eigenspannungsempfind-
lichkeit konstant niedriger als die Mittelspannungsempfindlichkeit 𝑀∗ nach Schütz (1967). Die un-
terschiedlich starke Wirkung von Eigenspannungen in Abhängigkeit von der Festigkeit des Werk-
stoffs lässt sich durch den stärkeren Abbau bei weichen Werkstoffzuständen erklären (Wohlfahrt, 
2000). 
 
Abbildung 2-6: Mittel- und Eigenspannungsempfindlichkeit nach Macherauch und Wohlfahrt (1985) 
 
Konzepte zur Berücksichtigung des Eigenspannungszustandes gehen in der Regel davon aus, dass 
stabile Eigenspannungen unter zyklischer Belastung als zusätzliche Mittelspannungskomponente 
wirken (Haibach, 2006), so zum Beispiel bei der Berechnung von Mittelspannungsfaktoren unter dem 
Einfluss von Eigenspannung nach FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2012) oder die Methode der Mit-
telspannungskorrektur zur Berücksichtigung von Schweißeigenspannung nach Hensel (2020) und 
Hensel et al. (2018) basierend auf dem Nennspannungskonzept. 
 
2.5.2 Smith-Watson-Topper Schädigungsparameter 
Die von Smith et al. (1970) vorgeschlagene Beziehung wurde ursprünglich als Mittelspannungskor-
rektur für einachsige Belastung entwickelt und wird in der Fachliteratur häufig als SWT-Parameter 
(oder 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter) bezeichnet. Physikalische Grundannahme ist dabei das Mikrorisswachstum 
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im Mode I (Socie und Marquis, 2000), berücksichtigt durch die Dehnungsschwingbreite ∆𝜀 und die 
Oberspannung 𝜎⊥,𝑚𝑎𝑥 in einem Lastspiel, dargestellt in Abbildung 2-7. 
 
Abbildung 2-7:  Auswertung von Spannung und Dehnung des SWT-Parameters nach Socie und Marquis 
(2000) 
 

















wobei der linke Teil der Gleichung die Schädigung und der rechte Teil die Korrelation mit der Anriss-
lastspielzahl 𝑁𝑖  mit den Coffin-Manson Parametern 𝜎𝑓
′, 𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 sowie dem 𝐸-Modul repräsentiert.  
Der SWT-Parameter ist nach Haibach (2006) der gebräuchlichste Schädigungsparameter und wird 
hauptsächlich für weniger duktile Werkstoffe wie Gusseisen (Draper, 2008; Haibach, 2006) oder 
304L Stahl (Socie und Marquis, 2000) verwendet. Firat (2012) konnte dagegen für einen SAE 1045 
Stahl und Zhao und Jiang (2008) für eine 7075 Aluminium-Legierung gute Übereinstimmungen des 
SWT-Parameters mit experimentellen Werten unter multixialer Belastung erzielen.  
Beim 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter ist bekannt, dass der Einfluss von Zug-Mittelspannungen unterschätzt und der 
Einfluss von Druckmittelspannungen überschätzt wird (Haibach, 2006; Radaj und Vormwald, 2007). 
Haibach (2006) gibt für rein elastisches Werkstoffverhalten an, dass der 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter nur Mit-
telspannungsempfindlichkeiten bis zu 𝑀∗ ≤ 0,4 darzustellen vermag. Aus diesem Grund schlug be-
reits Bergmann (1983) vor, den SWT-Parameter mit einem materialabhängigen Mittelspannungspa-
rameter 𝑘 folgendermaßen zu erweitern: 
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𝑘𝑅𝐴𝑀 = [






+ 2)       𝑓𝑜𝑟   𝜎𝑚  < 0
 
(21) 
Dabei ist 𝜎⊥,𝑚 die Lastmittelspannung und 𝜎⊥,𝑎 die Spannungsamplitude sowie 𝑀
∗ die Mittelspan-
nungsempfindlichkeit nach Schütz (1967). Diese Erweiterung ist ebenfalls im örtlichen Konzept zur 
Abschätzung eines technischen Anrisses nach Fiedler und Vormwald (2016) als 𝑃𝑅𝐴𝑀-Parameter ent-
halten und wurde in die FKM-Richtlinie „Nichtlinear“ (Fiedler et al., 2019) übernommen. 
Der 𝑃𝑆𝑊𝑇 bzw. der 𝑃𝑅𝐴𝑀-Parameter beschreiben phänomenologisch die Phase der Rissinitiierung und 
des Mikrorisswachstums bis zu einer gewissen Anrisslänge 2𝑐, die allerdings nicht einheitlich defi-
niert ist. Die FKM-Richtlinie „Nichtlinear“ gibt für den 𝑃𝑅𝐴𝑀-Parameter für diese Risslänge einen Wert 
zwischen 2𝑐 = 0,25 mm und 2𝑐 = 3,5 mm an. In der Literatur werden meist ebenfalls Risslängen von 
1 mm bis 3 mm (Bonnen et al., 2001) oder sogar im Bereich von mehreren Millimetern (Zhao und 
Jiang, 2008) für den 𝑃𝑆𝑊𝑇 Parameter genannt.  
 
2.5.3 Fatemi-Socie Schädigungsparameter 
Der Schädigungsparameter nach Fatemi und Socie (1988) (FS-Parameter oder 𝑃𝐹𝑆-Parameter) stellt 
eine Erweiterung des Schädigungsparameters nach Brown und Miller (1973) dar. Physikalische 
Grundannahme ist dabei das Mikrorisswachstum in Mode II als Folge der Scherdehnung 𝛾 in Kombi-
nation mit der Normalspannung 𝜎⊥, dargestellt in Abbildung 2-8. 
 
Abbildung 2-8:  Auswertung von Spannung und Dehnung des FS-Parameters nach Socie und Marquis 
(2000) 
 
Der FS-Parameter wird in der Darstellung von Stephens et al. (2000) in Abhängigkeit der Coffin-Man-













𝑏𝜀 + (1 + 𝑣𝑝) 𝜀𝑓
′  (2 𝑁𝑖)
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Dabei ist 𝑣𝑒 die elastische und 𝑣𝑝 ist plastische Querkontraktionszahl. Der Parameter 𝑘𝐹𝑆 repräsen-
tiert die Normalspannungssensitivität und verknüpft damit auch die Mittelspannungsempfindlich-
keit. Eine alternative Definition in Abhängigkeit der Coffin-Manson Parameter 𝜏𝑓
′ , 𝛾𝑓
′ , 𝑏𝛾 and 𝑐𝛾 für 













′  (2 𝑁𝑖)
𝑐𝛾  (23) 







′ , 𝑏𝛾 and 𝑐𝛾 für Scherung können nach Socie und Marquis (2000) basierend auf 
dem von Mises Kriterium für niedriglegierte, hochfeste Stähle (engl. high strength low alloy steels, 







𝑏𝛾 = 𝑏𝜀 (27) 
𝑐𝛾 = 𝑐𝜀 (28) 
Der Einfluss von axialen Mittelspannungen wird bei diesem Schädigungsparameter durch 𝜎⊥,𝑚𝑎𝑥 aus-
gedrückt. Bereits Fatemi und Kurath (1988) zeigten an SAE 1045 Stahl und IN718 sowie später 
Shamsaei und Fatemi (2014) an SAE 1045, SAE 1050 und 316L Stahl, dass der 𝑃𝐹𝑆-Parameter prinzi-
piell zur Erfassung des Einflusses von Mittelspannungen geeignet ist. Eine Reihe von Studien u.a. Zhao 
und Jiang (2008) und Meyer (2014) zeigten allerdings, dass der FS-Parameter teilweise zu nicht-kon-
servativen Ergebnissen unter der Wirkung von hohen Zugmittelspannungen führt. Gates (2018) 
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𝑐𝛾  (30) 
Die Bestimmung bzw. Abschätzung des Parameters 𝑘𝐹𝑆 wird von Haibach (2006) als teilweise prob-
lematisch eingeschätzt. Während Fatemi und Socie (1988) zur Sicherheit einen Wert von 𝑘𝐹𝑆 = 1 vor-
schlagen, zeigen nachfolgende Untersuchungen von Fatemi und Kurath (1988) für 1045 Stahl und 
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von (Kim and Park, 1999) für S45C Stahl, dass 𝑘𝐹𝑆 mit steigender Lastspielzahl bzw. Probenlebens-
dauer zunimmt. Nach Socie und Marquis (2000) sind für die Bestimmung des Parameters 𝑘𝐹𝑆 eine 
Reihe von Schwingfestigkeitsversuchen unter reiner Schubbelastung bzw. Scherung (Torsion) und 

































Bzw. in der modifizierten Form nach Gates (2018): 
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Der 𝑃𝐹𝑆-Parameter beschreibt nach Fatemi und Socie (1988) die Rissinitiierung durch Bewegungen 
der persistenten Gleitbänder (Mode II) sowie das Risswachstum bis zu einer gewissen Anrisslänge 
2𝑐. Diese Anrisslänge wurde von Fatemi und Socie (1988) mit ca. 2𝑐 = 1 mm vorgeschlagen, wobei 
die Annahme zugrunde lag, dass das Risswachstum bei längeren Rissen nur noch geringfügig zur Le-
bensdauer beiträgt. Im Gegensatz zum 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter ist der 𝑃𝐹𝑆-Parameter eher zur Beschreibung 
des Schädigungsverhaltens von duktilen Werkstoffen wie unlegierten oder niedriglegierten Baustäh-
len geeignet (Draper, 2008).   
 
2.5.4 Linear-elastische Bruchmechanik 
Die technische Bruchmechanik beschreibt das Verhalten von makroskopischen Rissen bei mechani-
scher Beanspruchung auf der Basis kontinuumsmechanischer Konzepte. Häufig wird dabei rein elas-
tisches Werkstoffverhalten zugrunde gelegt (linear-elastische Bruchmechanik, kurz LEBM). Der Riss-
fortschritt wird in Annahme vergleichsweise kleiner plastischer Deformationen an der Rissspitze 
über den zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ∆𝐾 vorgegeben und ist von der Riss- und Probenge-
ometrie abhängig. ∆𝐾 kann entsprechend experimentell bestimmt werden oder über Näherungsfor-
meln (engl. weight functions) für typische Rissgeometrien siehe Abbildung 2-9 (a) abgeschätzt wer-
den. An dieser Stelle sei dabei auf die ausführliche Literatur verwiesen u.a. Radaj und Vormwald 
(2007) und Stephens et al. (2000) sowie die FKM-Richtlinie „Bruchmechanischer Festigkeitsnach-
weis für Maschinenbauteile“ (Berger et al., 2006). Die Berechnung des Rissfortschritts durch den zyk-
lischen Spannungsintensitätsfaktor ∆𝐾 lässt sich dabei generell drei Teilbereiche unterscheiden, dar-
gestellt in Abbildung 2-9 (b): Der Schwellenwertbereich (Bereich I), der Bereich des stabilen Rissfort-
schritts (Bereich II) und der Bruchbereich (Bereich III).   
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Abbildung 2-9: Elliptische Rissformen nach Stephens et al. (2000), (b) Rissfortschrittsrate von physika-
lisch langen Rissen nach Radaj und Vormwald (2007) 
 
Die Exponentialfunktion (engl. power law) nach Paris und Erdogan (1963) beschreibt das Risswachs-
tum entsprechend dieser Teilbereiche: 
𝑑𝑎
𝑑𝑁
= 𝐶 ∆𝐾𝑚,   ∆𝐾𝑡ℎ < ∆𝐾 < 𝐾𝑐  (1 − 𝑅𝑘) 
𝑑𝑎
𝑑𝑁
= 0,               ∆𝐾 ≤  ∆𝐾𝑡ℎ                                
𝑑𝑎
𝑑𝑁
= ∞,              ∆𝐾 ≥  ∆𝐾𝑐  (1 − 𝑅𝑘)              
 
(33) 
𝐶 und 𝑚 sind empirische Materialparameter und ∆𝐾𝑡ℎ ist die Schwingbreite des Schwellenwerts des 
Spannungsintensitätsfaktors, unter dem kein Rissfortschritt mehr stattfindet. Typische Werte für 
∆𝐾𝑡ℎ sowie 𝐶 und 𝑚 sind in Tabelle 2-3 und Tabelle 2-4 zusammengefasst. ∆𝐾𝑐 ist die Schwingbreite 
des kritischen Spannungsintensitätsfaktors (für den ebenen Spannungszustand), bei dem der insta-
bile Restbruch stattfindet. 𝑅𝑘 ist das Verhältnis des maximalen und minimalen Spannungsintensitäts-
faktors 𝑅𝑘 = 𝐾𝑚𝑖𝑛/𝐾𝑚𝑎𝑥 in einem Lastspiel mit ∆𝐾 = 𝐾𝑚𝑎𝑥 − 𝐾𝑚𝑖𝑛, wobei die Parameter 𝐶,𝑚 und 
∆𝐾𝑡ℎ stark von 𝑅𝑘 abhängen (Berger et al., 2006) und für Werte von  𝑅𝑘 < 0 experimentell teilweise 
schwer zu bestimmen sind (Radaj und Vormwald, 2007). Meist ist allerdings die Annahme geläufig, 
dass bei geschlossenen Rissen (𝑅𝑘  ≤ 0) kein Rissfortschritt stattfindet (Stephens et al., 2000). Bzgl. 
der Parameter 𝐶 und 𝑚 sowie ∆𝐾𝑡ℎ kann für Baustähle und Schweißverbindungen auf umfangreiche 
Literaturdatenbanken zurückgegriffen werden, u.a. auf die FKM-Richtlinie von Berger et al. (2006) 
und den BS 7910:2005 sowie die Datensammlung von Barsom (1971) und Radaj und Vormwald 
(2007). 
Ist eine Ermittlung der Schwingbreite des zyklischen Spannungsintensitätsfaktors ∆𝐾 durch Rissfort-
schrittsversuche mit Standard Compact-Tension (CT) Proben nicht möglich, kann ∆𝐾 auch alternativ 
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hängen dabei in der Regel von der Rissform sowie der Umgebungsgeometrie ab. Dabei berechnet sich 
der Spannungsintensitätsfaktor 𝐾∗ aus dem jeweiligen Lösungsansatz 𝑚(𝜉, 𝑎) sowie der Spannungs-
verteilung 𝜎(𝜉) in Rissfortschrittsrichtung (Mode I Risswachstum) in der universellen Form nach 
Glinka und Shen (1991) folgendermaßen: 














































Zur Lebensdauerbewertung von Schweißverbindungen wird von Hobbacher (2016) unter anderem 
der Lösungsansatz eines semi-elliptischen Oberflächenrisses nach Shen et al. (1991) angegeben. Im 
Rahmen der Untersuchungen des Forschungsclusters IBESS (Integrale Bruchmechanische Ermittlung 
der Schwingfestigkeit von Schweißverbindungen) hat sich ebenfalls die Lösung eines semi-ellipti-
schen Oberflächenrisses nach Wang und Lambert (1995) bewährt und dafür wird die Anwendung 
des IBESS-Modells von Madia et al. (2018) empfohlen.  
Für die generelle Anwendung der LEBM nennt Stephens et al. (2000) einige Kriterien (wobei  grund-
sätzlich gilt, dass die plastische Zone um die Rissspitze im Vergleich zur Risslänge klein ist): Zum 
einen sollte die gesamte Risslänge mindestens viermal so groß sein wie die plastische Zone um die 
Rissspitze. Zum anderen sollten die Spannungen 𝜎(𝜉) weniger als 80% der Streckgrenze des Werk-
stoffs betragen.  
Tabelle 2-3: Risszähigkeitsschwellenwert ∆𝑲𝒕𝒉 für Baustähle  
Werkstoff 
Literatur  𝑅 [-] ∆𝐾𝑡ℎ [MPa √m] 
Schweißverbindungen BS 7910:2005 In Luft 𝑇 ≤ 100°C ≥ 0,5 / < 0 2 / 5,38 
Schweißverbindungen Hobbacher (2016) - ≥ 0,5 / < 0 2 / 5,4 
Ferritische Stähle ASME (2004) niedriglegiert < 0 5,5 
Stähle (Schweißverb-
indungen) 
Berger et al. (2006) 𝑃𝐴 = 50% /    
Stahl an Luft 
≥ 0,5 / < 0,5 6,2 / 11,48 
St 52-3 geglüht 0,1 10,4 
StE 355 gewalzt 0,1 8,2 
Puddelstahl Puddelverfahren 0,1 12,8 
Niederfester Stahl Stephens et al. 
(2000) 
𝑅𝑚 = 430 MPa 0,13 6,6 
A508B 𝑅𝑚 = 606 MPa 0,1 6,7 
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Tabelle 2-4: Rissfortschrittskennwerte für Baustähle und Schweißverbindungen (𝑲 in MPa √m und 
𝒅𝒂/𝒅𝑵 in mm/LS) 
Werkstoff 
Literatur 𝑅𝐾 𝐶 [-] 𝑚 [-] 
Ferritisch-perlitscher Stahl Stephens et al. (2000) - 6,9 × 10−9 3,00 
StE 355 Berger et al. (2006) 0,1 5,96 × 10−9 2,88 
St52-3 Berger et al. (2006)  0,1 3,15 × 10−9 3,07 
S355 Simunek et al. (2018) 0,1 9,27 × 10−9 2,51 
Baustähle Henkel (1985) - 3,49 × 10−9 3,16 
St52-3 Radaj und Vormwald (2007) - 1,99 × 10−9 3,18 
Ferritische Stähle ASME (2004) - 4,84 × 10−9 3,07 
Martensitischer Stahl Stephens et al. (2000) - 3,20 × 10−7 2,25 
S960 Simunek et al. (2018) 0,1 6,43 × 10−8 2,09 
Schweißverbindungen Berger et al. (2006) ≥0,5 2,14 × 10−10 5,10 
Schweißverbindungen Hobbacher (2016) - 1,65 × 10−8 3,00 
Schweißverbindungen (S355) Leitner et al. (2016) - 9,5 × 10−9 3,00 
Stumpfstoß S355 (UIT/HiFIT) Weich (2009b) - 2,68 × 10−9 3,10 
Stumpfstoß S690 (UIT/HiFIT) Weich (2009b) - 1,68 × 10−8 2,50 
Quersteife 350W (UIT) Yekta et al., (2013) - 8,85 × 10−8 3,00 
 
2.5.5 Spannungsabstandsansatz 
Der Spannungsabstandsansatz, bezeichnet nach Radaj und Vormwald (2007), wurde in den 1930er 
bzw. 1950er Jahren eingeführt durch die Arbeiten von Neuber (1958) und Peterson (1959) zur Ab-
schätzung der Ermüdungsfestigkeit von gekerbten Bauteilen. Nach der Argumentation von Peterson 
(1959) kann die Spannung in einem vom Werkstoff abhängigen kritischen Abstand 𝐿 (engl. critical 
distance) zum höchstbelasteten Punkt direkt zur Abschätzung der Ermüdungsfestigkeit verwendet 
werden. Der kritische Abstand 𝐿 wurde nachfolgend auch als Schichtdicke interpretiert, in der die 
elastische Kerbspannung die Dauerfestigkeit übersteigt (Radaj und Vormwald, 2007). Später zeigten 
Tanaka (1983) und Taylor (1999), dass derselbe Ansatz des kritischen Abstands basierend auf der 
linear-elastischen Bruchmechanik zur Bestimmung der Dauerfestigkeit von metallischen, gekerbten 
Bauteilen verwendet werden kann. Einen identischen Ansatz wählte bereits El Haddad et al. (1979) 
zur Beschreibung des Schwellenwertsverhaltens bei kurzen Rissen. Der werkstoffabhängige kritische 









  (37) 
Wobei ∆𝐾𝑡ℎ die Schwingbreite des zyklischen Spannungsintensitätsfaktors und ∆𝜎0 die Schwing-
breite der Dauerfestigkeit des Werkstoffs ist. Dabei hängen ∆𝐾𝑡ℎ und ∆𝜎0 vom Spannungsverhältnis 
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𝑅𝜎 ab und sollten bei einem einheitlichen Spannungsverhältnis bestimmt werden (Susmel und 
Taylor, 2010).  
Für den Fall statischer Belastung lässt sich der kritische Abstand 𝐿 nach Susmel und Taylor 










Dabei ist 𝐾𝐼𝐶  die Bruchzähigkeit beim ebenen Dehnungszustand (engl. plane strain facture toughness) 
und 𝜎𝐼𝑁 die innere Festigkeit (engl. inherent strength) des Werkstoffs, wobei diese teilweise höher 
sein kann als die Zugfestigkeit (Susmel und Taylor, 2010; Taylor, 2008).  
Grundsätzlich lässt sich die Auswertung der Spannung mit dem kritischen Abstand durch die soge-
nannte Punkt-Methode (PM) oder Linien-Methode (LM) durchführen, ausführlich diskutiert von 
Taylor (2008). Dabei lassen sich in der Regel durch die PM gute Übereinstimmungen mit experimen-
tellen Ergebnissen erzielen (Taylor, 2008), vor allem bei niedriglegierten Stählen (Frost et al., 1974). 
Die PM postuliert, dass Ermüdungsversagen eines gekerbten Bauteils auftritt, wenn die linear-elasti-
sche maximale Hauptspannung ∆𝜎1 in einem Abstand von 𝐿/2 die zweifache Dauerfestigkeit des 
Werkstoffs ∆𝜎0 erreicht, dargestellt in Abbildung 2-10 (a).  
Der kritische Abstand 𝐿 wird von Stephens et al. (2000) mit dem Übergangsbereich von kurzen Rissen 
zu langen Rissen (engl. crack transition length) anhand des Diagramms von Kitagawa und Takahashi 
(1976) in Korrelation gebracht, dargestellt in Abbildung 2-10 (b), wobei die Kurzrisslänge (𝑎𝑖) dabei 
dem kritischen Abstand 𝐿 nach Gleichung (37) entspricht. Eine ganz ähnliche Beschreibung der Ab-
schätzung der Schädigungszone 𝑎𝑆 bei kurzen Rissen mit 𝑎𝑆 = ½ 𝐿 nach Gleichung (37) liefern zudem 
Fujimoto et al. (2001) für eine Reihe von Baustählen. Von Radaj and Vormwald (2007) wird die Schä-
digungszone für Baustähle mit 𝑎𝑆 = 0,03 – 0,1 mm angegeben, wobei kleinere Werte höherfesten Bau-
stählen entsprechen. Weitere Richtwerte für die Risslänge beim Übergang zwischen physikalisch kur-
zen und physikalisch langen Rissen sind 2𝑐 = 0,1 – 2 mm nach ASTM E647-00:2000, 2𝑐 = 1 mm nach 
Radaj und Vormwald (2007) sowie 2𝑐 < 0,1 mm nach McDowell und Dunne (2010). 
In der Regel wird der kritische Abstand 𝐿 für Berechnungen als konstant angenommen (Taylor, 
2008). Dennoch zeigen Untersuchungen an gekerbten Proben aus dem niederfesten En3B Stahl von 
Susmel und Taylor (2011), dass 𝐿 mit steigender Lastspielzahl unter Belastung mit konstanter 
Amplitude zunimmt. Allerdings zeigten vorherige Untersuchungen von Susmel und Taylor (2010b) 
am selben Werkstoff eine hohe Übereinstimmung mit experimentellen Werten unter Berücksichti-
gung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens. Ebenfalls ausführlich von Taylor (2008) disku-
tiert ist die Abhängigkeit des kritischen Abstands 𝐿 vom Spannungsverhältnis 𝑅𝜎. Dabei ergab sich 
bei ferritischem Stahl SN41B eine vergleichsweise große Zunahme von 𝐿 für R < 0. Trotz dieser Ab-
hängigkeiten wird eine Anwendung von konstanten Werten für 𝐿 nahegelegt (Taylor, 2008) und bis-
her in der Regel auch so praktiziert (Gates, 2018; Susmel und Taylor, 2010a, 2008, 2006). 
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Abbildung 2-10 (a) Auswertung der Spannung am kritischen Abstand nach Susmel und Taylor (2010), 
(b) Murakami-Katigawa-Diagramm nach Stephens et al. (2000) 
 
Es wird vielfach angenommen, dass der kritische Abstand in Relation zur Korngröße des jeweiligen 
Werkstoffs steht (Taylor, 2008). Für den Fall des Sprödbruchs nach Gleichung (38) geben Yokobori 
und Konosu (1977) dieses Verhältnis mit einem Faktor von 1,2 𝐿 bzgl. der Korngröße an, während 
Taylor (2008) im Allgemeinen einen Bereich vom 3- bis 10-fachen der Korngröße für 𝐿 angibt. 
Eine vergleichsweise einfachere Näherung des kritischen Abstands 𝐿 in mm in Abhängigkeit der Zug-
festigkeit des Werkstoffs 𝑅𝑚 in MPa wurde bereits von Lawrence et al. (1978, 1981) in Bezug auf 
Peterson (1974) vorgeschlagen: 






Die Näherung korreliert dabei weitestgehend mit den Angaben für weichgeglühte Stähle (175 HV10) 
von 𝐿 = 0,254 mm und Vergütungsstähle  (375 HV10) von 𝐿 = 0,0635 mm von Peterson, (1974) und 
Radaj und Vormwald (2007), bzw. mit den Angaben von 𝐿 = 0,166 mm für SAE 1045 Stahl und nie-
derfesten Stahl (0,15%C) von 𝐿 = 0,3 mm und gehärteten Stahl (0,46%C) von 𝐿 = 0,023 mm von 
(Taylor, 2008). 
 
Tabelle 2-5: Kritischer Abstand 𝑳 von Baustählen 
Werkstoff 









0,300 12,8 420 - Taylor (2007) 
Stahl SAE1045 0,166 13,9 608 - 
0,46%C Stahl (gehärtet) 0,0230 15,0 1780 - 
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2.5.6 Ermittlung zyklischer Materialkennwerte 
Nach den Arbeiten von Basquin (1910), Coffin (1964) und Manson (1965) sowie Morrow (1965) kann 
die Korrelation der Lastspielzahl bis zum Anriss 𝑁𝑖  mit der elastischen Dehnungsamplitude 𝜀𝑎,𝑒 und 
der plastischen Dehnungsamplitude 𝜀𝑎,𝑝 in guter Näherung jeweils bei doppellogarithmischer Skalie-
rung als Gerade dargestellt werden: 







𝑐𝜀  (40) 
wobei 𝐸 der E-Modul und 𝜎𝑓
′, 𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 die zyklischen Materialparameter sind. Die Beziehung zwi-
schen Totaldehnungsamplitude 𝜀𝑎 und Spannungsamplitude 𝜎𝑎 in einem zyklisch stabilisierten 
Schwingspiel wird üblicherweise über die Beziehung nach Ramberg und Osgood (1943) angegeben: 









wobei 𝐾′ und 𝑛 die entsprechenden Materialparameter sind. Weiter ergeben sich aus Gleichung (40) 










Besteht die Möglichkeit zur Ermittlung von zyklischen Materialparametern wie 𝜎𝑓
′, 𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 sowie 
𝐾′ und 𝑛′ nicht, so können diese Parameter über zahlreiche Approximationsmethoden abgeschätzt 
werden. Basis für die Abschätzung sind in der Regel die quasi-statischen Werkstoffkennwerte wie 
Zugfestigkeit 𝑅𝑚, Bruchdehnung 𝑍 oder monotone Ramberg-Osgood Parameter 𝜎𝑓 und 𝜀𝑓 . Eine Über-
sicht über die verschiedenen Schätzmethoden ist in Tabelle 2-7 und Tabelle 2-6 dargestellt. Dabei 
setzten die meisten Methoden Werkstoffkennwerte aus monotonen Zugversuchen voraus, wobei de-
ren Durchführung bei kleinen Werkstoffvolumen oder starken Gefüge- und Härtegradienten als prob-
lematisch anzusehen ist. Dagegen bieten einige Schätzmethoden den Vorteil, dass die zyklischen Ma-
terialparameter entweder direkt aus der Werkstoffhärte (Roessle und Fatemi, 2000) oder über die 
Zugfestigkeit des Werkstoffs (Bäumel und Seeger, 1990; Meggiolaro und Castro, 2004; Muralidharan 
und Manson, 1988) bestimmt werden kann, die wiederum nach DIN EN ISO 18265-2014-02 im di-
rekten Zusammenhang mit der Werkstoffhärte steht. 
Ein umfangreicher Vergleich von 10 Methoden zur Abschätzung der Parameter 𝜎𝑓
′, 𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀von 
Stählen wurde von Wächter (2016) anhand einer Datenbasis von 1300 Versuchsreihen mit etwa 
10800 Einzelversuchen durchgeführt. Diese Arbeit diente ebenfalls als Basis für die Abschätzung der 
Schädigungswöhlerlinien für das örtliche Konzept nach der FKM-Richtlinie „Nichtlinear“ (Fiedler et 
al., 2019). Im direkten Vergleich zeigten das „Universal Material Law“ (UML) nach Bäumel und Seeger 
(1990), die Härtemethode nach Roessle und Fatemi (2000) sowie die Median-Methode nach 
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Meggiolaro und Castro (2004) die beste Übereinstimmung zwischen abgeschätzten und experimen-
tell ermittelten Dehnungswöhlerlinien. Abweichungen zwischen den einzelnen Methoden sind dabei 
auf die unterschiedliche Datenbasis, die Streuung der Werkstoffeigenschaften sowie auf die teilweise 
sehr unterschiedliche Definition der Versagens- bzw. Abschaltkriterien zurückzuführen, ausführlich 
diskutiert von Wächter (2016). Die Exponenten 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 werden bei den erwähnten Schätzmetho-
den für alle Werkstoffe als identisch vorausgesetzt. Die Härtemethode (Roessle und Fatemi, 2000) 
bietet im Fall von inhomogenen Werkstoffzuständen den Vorteil, dass die Parameter 𝜎𝑓
′ und 𝜀𝑓
′  direkt 
über die Härte abgeschätzt werden können und nicht über die Zugfestigkeit des Werkstoffzustands 
ermittelt werden müssen.  
Für die Abschätzung der zyklischen Materialparameter 𝐾′ und 𝑛′ nach Ramberg und Osgood (1943) 
aus statischen Werkstoffkennwerten existieren ebenfalls entsprechende Approximationsmethoden. 
Dabei basiert die FKM-Methode (Fiedler et al., 2019; Wächter, 2016) auf der größten Datengrundlage 
der in Tabelle 2-6 zusammengefassten Schätzmethoden. Die Schätzmethode nach Lopez und Fatemi 
(2012) bietet den Vorteil der zusätzlichen Anpassung des Exponenten 𝑛′ gegenüber eines konstanten 
Mittelwerts. Mit dieser Methode können die zyklischen Materialparameter 𝐾′ und 𝑛′ direkt aus der 
Werkstoffhärte abgeschätzt werden. 
Zusätzlich sei erwähnt, dass auch experimentell ermittelte zyklische Materialparameter teilweise er-
heblicher Streuung unterliegen (Haibach, 2006). So zeigen die Parameter 𝜎𝑓
′ und 𝜀𝑓
′  der Datensamm-
lung nach Boller und Seeger (2013) für mehrere Versuchsreihen des Stahls St52-3 erhebliche Unter-
schiede, dargestellt in Abbildung 2-11. 
 
Tabelle 2-6: Methoden zur Abschätzung der zyklischer Materialparameter 𝑲′ und 𝒏′ für Stahl 
Schätzmethode 
𝐾′ 𝑛′ 
(Bäumel und Seeger, 1990) 1,65 𝑅𝑚 0,15 
(Zhang et al., 2009) 57𝐾0,545 - 
(Basan et al., 2010) 0,009𝐻𝐵2 + 0,1173𝐻𝐵 + 376,75 0,1087 
(Lopez und Fatemi, 2012) 4,09𝐻𝐵 + 613 für 𝑅𝑒/𝑅𝑚  > 1,2  mit  
𝑅𝑒  = 0,0039𝐻𝐵





𝑅𝑒/𝑅𝑚  > 1,2 
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Abbildung 2-11: Übersicht der Literaturwerte der zyklischen Materialparameter 𝝈𝒇
′ , 𝜺𝒇
′ , 𝒃𝜺 und 𝒄𝜺 sowie 
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Tabelle 2-7: Methoden zur Abschätzung der zyklischer Materialparameter 𝝈𝒇
′ , 𝜺𝒇




′  [-] 𝑏𝜀 [-] 𝑐𝜀[-] 
Morrow (1965) - - 
−
𝑛′
1 + 5 𝑛′
 −
𝑛′
1 + 5 𝑛′
 










4-point method  
(Manson, 1965) 
1,25 𝜎𝑓 2
𝑏𝜀 / 𝜎𝑓 = 𝑅𝑚(1 + 𝜀𝑓
′) 



















1,074 𝑅𝑚 − 0,173 −0,0425 𝑙𝑛 (
1
1 − 𝑍
) − 0,544 





-0,6 (duktil) oder -0,5 (fest) 
Mod. Universal slopes 














Universal material law  
(Bäumel und Seeger, 1990) 
1,5 𝑅𝑚 0,59 wenn 𝑅𝑚/𝐸 ≤ 0,003 oder 
0,812 − 74 𝑅𝑚/𝐸 
-0,087 -0,58 
Mod. 4-point method 
 (Ong, 1993) 












Mod. Mitchell-Methode  
(Song und Park, 1996) 
𝑅𝑚+335 MPa / 0,466 𝑅𝑚 𝜀𝑓 - -0,664 
Härtemethode  
(Roessle und Fatemi, 2000) 




(Meggiolaro und Castro, 2004) 
1,5 𝑅𝑚 0,45 -0,09 -0,59 
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2.6 Zusammenfassung und eigener Ansatz 
Zusammenfassend stellt sich der ausgeführte Kenntnisstand folgendermaßen dar: Es existiert eine 
Vielzahl von experimentellen Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten von HFH-behandelten 
Schweißverbindungen, teilweise mit detaillierten Angaben des jeweiligen Werkstoffzustandes des 
HFH-behandelten Nahtübergangs. Ebenfalls liegen für die mechanische Oberflächenbehandlung prin-
zipiell geeignete Verfestigungs- und FE-Prozessmodelle zur Simulation der Randschichtausbildung 
vor. Die für das Ermüdungsverhalten entscheidende Randschichtausbildung ist bei der HFH-Behand-
lung von Schweißverbindungen hochgradig komplex und hängt von einer Vielzahl von Behandlungs-
parametern, sowie dem lokalen Werkstoffzustand nach dem Schweißen ab, welcher wiederum von 
der Schweißausführung und den Schweißparametern abhängig ist. Hinzu kommt, dass sich der Ei-
genspannungszustand nach dem Schweißen und der HFH-Behandlung unter zyklischer Belastung ab-
hängig vom Lastniveau verändern kann. Numerische Analysen der Lebensdauerbewertung von HFH-
behandelten Schweißverbindungen unter Berücksichtigung des lokalen Werkstoffzustands sind bis-
her nicht bekannt, aber dennoch unerlässlich für den Qualitätsnachweis der HFH-Behandlung bzw. 
den Einfluss der Prozessparameter auf die Schwingfestigkeit der behandelten Schweißverbindung. 
Im Rahmen dieser Arbeit soll ein Beitrag zu diesem grundlegenden Verständnis geleistet werden. 
 
Ziel dieser Arbeit ist die Prognose der Lebensdauer von HFH-behandelten Schweißverbindungen un-
ter zyklischer Belastung mit konstanter Amplitude auf Basis des Randschichtzustandes. Es gilt die 
Grundannahme, dass die Schwingfestigkeit von HFH-behandelten Schweißverbindungen hochgradig 
vom lokalen Werkstoffzustand abhängt. Für eine entsprechende Lebensdauerabschätzung müssen 
hierfür alle wesentlichen Effekte der HFH-Behandlung nach Mikkola (2017) (Randschichtverfesti-
gung, Druckeigenspannung sowie Änderung der lokalen Geometrie am Nahtübergang) berücksichtigt 
werden. Weiter wird davon ausgegangen, dass sich die genannten Effekte abhängig vom Werkstoff-
zustand bzw. der Werkstofffestigkeit vor der Behandlung unterschiedlich auswirken, siehe Abschnitt 
2.2.1, sowie dass der positive Effekt der HFH-Behandlung mit steigender Streckgrenze des Werkstoffs 
steigt, siehe Abschnitt 2.1.2. Die nachfolgenden Studien werden daher parallel an einem niederfesten 
Stahl (S355J2+N) und einem hochfesten Stahl (S960QL) durchgeführt, wobei die Annahme gilt, dass 
sich der Effekt der Randschichtverfestigung stärker auf den niederfesten Stahl und die Effekte der 
Druckeigenspannung stärker auf den hochfesten Stahl auswirkt, siehe Abschnitt 2.2.1. Ferner sei ver-
merkt, dass der positive Effekt der HFH-Behandlung ausschließlich im höherzyklischen Bereich zwi-
schen 104 und 107 Lastspielen nachgewiesen wurde, siehe Abschnitt 2.1.2. Nachfolgende Untersu-
chungen sollen deshalb in diesem Bereich der Lastspielzahlen durchgeführt werden.  
Der Randschichtzustand (Eigenspannungszustand) nach der HFH-Behandlung soll unter Anwendung 
entsprechender Finite Elemente (FE) Simulationen, siehe Abschnitt 2.3.1, abgebildet werden. Dabei 
dient die Anwendung der Schweißstruktursimulation, siehe Abschnitt 2.3.2, dazu, den Eigenspan-
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nungszustand vor der HFH-Behandlung als zusätzliche Randbedingung in der nachfolgenden FE-Si-
mulation der HFH-Behandlung zugrunde zu legen. Speziell durch die Simulation der HFH-Behandlung 
der Proben aus verschiedenen Grundwerkstoffen (niederfester und hochfester Baustahl) soll geprüft 
werden, ob und inwiefern sich die Randschichtausbildung von Werkstoffzuständen mit unterschied-
licher Festigkeit, siehe Abbildung 2.1.3, durch die verwendeten FE-Modelle abbilden lässt. 
Hinsichtlich des Ermüdungsverhaltens von HFH-behandelten Randschichten ist zusätzlich davon 
auszugehen, dass ein großer Teil der Lebensdauer von HFH-behandelten Schweißverbindungen dem 
Stadium makroskopisch kurzer Risse (Risslängen < 0,3 mm) bzw. dem Stadium der Rissinitiierung 
und des Mikrorisswachstums zuzuordnen ist, siehe Abschnitt 2.2.2. Aufgrund dieser kurzen Risslän-
gen ist eine Beschreibung des Ermüdungsverhaltens nach den Kriterien der linear-elastischen Bruch-
mechanik, siehe Abschnitt 2.5.4, nicht möglich, zumal durch den Spannungsabstandansatz, siehe Ab-
schnitt 2.5.5, besonders bei hochfesten Werkstoffzuständen, kleine Risstiefen für den Übergangsbe-
reich zwischen Mikro- und Makrorisswachstum angegeben werden. Entsprechend sollen für die 
nachfolgenden Lebensdaueranalysen schädigungsmechanische Konzepte verwendet werden, die 
grundsätzlich in der Lage sind, die in Abschnitt 2.2.1 erwähnten Einflussgrößen auf das Ermüdungs-
verhalten in HFH-behandelten Randschichten abzubilden. Dabei werden die Schädigungsparameter 
nach Smith et al. (1970) sowie nach Fatemi und Socie (1988) angewendet, die unterschiedliche phy-
sikalische Effekte beschreiben und aufgrund ihrer jeweiligen Formulierungen den Mittelspannungs-
einfluss auf unterschiedliche Weise beschreiben, siehe Abschnitt 2.5.2 und Abschnitt 2.5.3. Hinsicht-
lich der Berücksichtigung von Eigenspannungen bei der Anwendung der Schädigungsparameter wird 
die grundsätzliche Annahme getroffen, dass sich der Anteil der Eigenspannungen, welche unter zyk-
lischer Belastung erhalten bleiben, den gleichen Einfluss auf das Ermüdungsverhalten hat wie ent-
sprechende Mittelspannungen, siehe Abschnitt 2.5.1. Zusätzlich zeigen die dokumentierten Härtegra-
dienten u.a. von Weich (2009b) und Yekta et al. (2013) in den HFH-verfestigten Randschichten, dass 
eine Ermittlung der zyklischen Materialparameter 𝜎𝑓
′, 𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀  und 𝑐𝜀 sowie 𝐾′ und 𝑛′ über konventio-
nelle zyklische Versuche aufgrund der geringen Probenabmessungen nicht möglich ist. Als Alterna-
tive sollen diese Parameter anhand entsprechender Schätzmethoden, siehe Abschnitt 2.5.6, ermittelt 
werden. 
Erschwerend kommt hinzu, dass der lokale Werkstoffzustand (Wärmeeinflusszone) der Schweißver-
bindung von der Aufheiz- und Abkühlrate und somit von der eingebrachten Streckenenergie sowie 
dem jeweiligen Schweißprozess abhängt (Sadeghian et al., 2014). Darüber hinaus liegt am Nahtüber-
gang in der Regel eine unregelmäßige Geometrie vor, die u.a. stark abhängig ist von der Schweißlage, 
dem Nahttyp und der Brennerhaltung (Barsoum und Jonsson, 2011; Schork et al., 2017). Zudem ist 
die lokale Nahtgeometrie mit einem konstanten Radius nur schwer zu definieren (Schork et al., 2017), 
wobei auch die messtechnische Erfassung mit erheblichen Unsicherheiten verbunden ist (Schubnell 
et al., 2020d). Darüber hinaus sind die mechanischen Eigenschaften der Wärmeeinflusszone in der 
Regel von hohen Gefügegradienten beeinflusst (Schulze, 2010). Aus den genannten Gründen soll die 
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Lebensdauerabschätzung zuerst auf gekerbte und potentiell eigenspannungsfreie Proben mit homo-
genem Werkstoffzustand angewendet werden. Im nächsten Schritt erfolgt dann die Übertragung auf 
geschweißte Proben mit komplexerer Geometrie und komplexeren Werkstoffzustand. 
Hinsichtlich der aufgezählten grundlegenden Effekte der HFH-Behandlung ist prinzipiell eine ge-
trennte Betrachtung wünschenswert. Allerdings geht mit dem Effekt der Randschichtverfestigung 
auch immer eine Änderung des Eigenspannungszustandes einher (Scholtes und Vöhringer, 1989; 
Wohlfahrt, 2000). Gezielte Separationsexperimente, zusammengetragen von Wohlfahrt (2000), er-
möglichen allerdings eine zumindest teilweise getrennte Betrachtung dieser Effekte. Als Ansatz für 
den Versuch der Trennung von Randschichtverfestigung und Eigenspannung wurde die Methode der 
mechanischen Oberflächenbehandlung unter Vorspannung gewählt (engl. stress peening). Dabei 
zeigte eine Reihe von Anwendungen für Federstahl (Macherauch und Wohlfahrt, 1985; Weiß und 
Krobb, 1997; Xu et al., 1981) und Vergütungsstahl (Wick, 1999), dass sich der Eigenspannungszu-
stand unter verschiedener Vorspannung bei ansonsten gleichen Behandlungsparametern nach dem 
Kugelstrahlen beeinflussen lässt. Im Unterschied zu den beiden genannten Effekten lässt sich eine 
Änderung der Kerbgeometrie durch Finite-Elemente Simulationen vergleichsweise einfach quantifi-
zieren. Daher soll zusätzlich die Kerbgeometrie so ausgelegt werden, dass die nachfolgende Massiv-
umformung der HFH-Behandlung die Spannungskonzentration am Kerbgrund möglichst wenig be-
einflusst. Durch dies soll lediglich der Einfluss der Randschichtverfestigung und Druckeigenspannung 
nach der HFH-Behandlung zum Tragen kommen. Entsprechend erfolgt dann die Prüfung, ob und in-
wiefern sich der schädigungsmechanische Ansatz zur Beschreibung des Ermüdungsverhaltens in den 
hochverfestigten Randschichten nach dem Hochfrequenzhämmern eignet. 
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3 Werkstoffe, -auslegung, -fertigung und Probennachbehandlung 
3.1 Versuchswerkstoffe 
Als Werkstoffe für die nachfolgenden Untersuchungen dienten der ferritisch-perlitische Baustahl 
S355J2+N entsprechend DIN EN 10025-2:2019-10 (Werkstoffnummer: 1.0570) sowie der Feinkorn-
baustahl S960QL nach DIN EN 10025-6:2018-07 (Werkstoffnummer: 1.8933, Markenname: Strenx 
S960E) mit bainitischen Gefüge. Der Baustahl S355J2+N wurde dabei von der Thyssen-Krupp Europe 
AG und der Baustahl S960QL von SSAB geliefert. Dabei lag der Baustahl S355J2+N im normalisierten 
Zustand vor (2h Spannungsarmglühen zwischen 550°C und 580°C danach Abkühlen ab 500°C an der 
Luft). Die Oberflächenbeschaffenheit der Bleche beider Werkstoffe erfüllte dabei die Anforderungen 
nach DIN EN 10163-2. Die chemische Zusammensetzung der jeweiligen Grundwerkstoffe sowie der 
verwendeten Schweißzusatzwerkstoffe ist in Tabelle 3-1 zusammengefasst. Die chemische Zusam-
mensetzung der Grundwerkstoffe wurde durch ein Glimmentladungsspektrometer des Typs Leco 
GDS 850A ermittelt. Die Zusammensetzung der Schweißzusatzwerkstoffe wurde aus dem jeweiligen 
Datenblatt entnommen. Die mittlere Härte der jeweiligen Grundwerkstoffe im Anlieferungszustand 
lag bei 169 HV10 für S355J2+N und 316 HV10 für S960QL. Zur Fertigung der untersuchten Kerbbie-
geproben bzw. Schweißzugproben wurden beide Werkstoffe in den Blechdicken 10 mm und 20 mm 
chargenrein bezogen. 
 
Tabelle 3-1: Chemische Zusammensetzung der verwendeten Werkstoffe 
Werkstoff Elemente (wt%) (Fe = bal.) 
 C Mn Si P S Cr Ni Mo V W Cu Al Ti 
S355J2+N 0,16 1,47 0,17 0,0107 0,0053 0,040 0,035 0,007 0,008 0,004 0,015 0,032 0,013 
S960QL 0,15 1,23 0,21 0,0095 0,0017 0,194 0,084 0,099 0,046 0,007 0,013 0,057 0,003 
G4Si1* 0,08 1,65 1,0           
Mn2NiCrMo* 0,10 1,80 0,80   0,350 2,300 0,600      
*Angaben aus Datenblatt 
 
3.2 Kerbbiegeproben 
Die Geometrie der Kerbbiegeproben ist in Abbildung 3-1 (a) dargestellt. Die Proben wurden jeweils 
aus 20 mm dicken Blechen beidseitig auf das Endmaß 19,5 mm mit einer Parallelität von unter 5 µm 
und auf eine Rauheit von Rz < 1 µm geschliffen. Die Kerbe wurde in eine 200 mm breite Grundplatte, 
siehe Abbildung 3-1 (b),  durch Drahterosion eingebracht. Dabei wurden je 9 Proben mit einer Breite 
von 20 mm aus einer Grundplatte nach der HFH-Behandlung herausgetrennt (siehe Abschnitt 3.4). 
Das Trennen der Grundplatte in einzelne Kerbbiegeproben wurde ebenfalls durch Drahterosion rea-
lisiert.  
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Die Berechnung der Kerbformzahl der Kerbbiegeproben erfolgte durch eine linear-elastische Finite 
Elemente (FE) Simulation, siehe Abbildung 3-2 (a). Abgesehen vom rein linear-elastischen Material-
verhalten wurde dabei das FE-Modell mit identischen Randbedingungen aus Abschnitt 4.5.3. verwen-
det. Die Kerbformzahl der Probe (𝐾𝑡 = 2,26 im unbehandelten Zustand) wurde dabei an die mittlere 
Kerbformzahl der Kehlnähte der Schweißzugprobe (Abschnitt 3.3) angepasst. Diese wurde unter an-
derem durch Jung (2018) über FE-Rechnungen direkt aus 3D-Scans ermittelt und betrug im Mittel 
zwischen 𝐾𝑡 = 2,19 und 𝐾𝑡 = 2,28. Des Weiteren wurde die Kerbgeometrie so gewählt, dass der er-
wartete Eindruck sowie eine Änderung des Kerbradius durch die HFH-Behandlung, siehe Abschnitt 
2.2.1, möglichst nur geringen Einfluss auf die Kerbformzahl haben. Die entsprechenden Untersuchun-
gen sind in Abbildung 3-2 (b) zusammengefasst und zeigen, dass die Kerbformzahl nur geringfügig 
mit steigender Eindrucktiefe 𝑡𝑝 zunimmt und mit steigendem Kerbradius 𝑟𝑘 geringfügig abnimmt. 
 
  
Abbildung 3-1: Abmessungen der Kerbbiegeproben (a) und der dazugehörigen Grundplatte (b) 
 
 
Abbildung 3-2: (a) Auslegung der Kerbprobe durch FE-Rechnung, (b) Abhängigkeit der Kerbformzahl 












































































𝑲𝒕(𝒓𝒌, 𝒕𝒑 =  ,  )
𝑲𝒕(𝒓𝒌, 𝒕𝒑 =  , 𝟏)
(a) (b)
(Angaben in mm)
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3.3 Schweißzugproben 
Aufgrund der Praxisrelevanz wurde im Rahmen dieser Arbeit das Kerbdetail der „unbelasteten Quer-
steife“ untersucht. Diese Schweißzugproben sind dabei symmetrisch als doppelte Quersteife mit ei-
ner Basisblechdicke von 10 mm mit jeweils einlagigen Kehlnähten ausgeführt. Die Abmessungen sind 
in Abbildung 3-3 (a) dargestellt. Die Kehlnähte wurden durch Metall-Aktiv-Gas (MAG) Schweißen 
(Prozess 135 nach DIN EN ISO 15614-1:2017-12) gefertigt. Das a-Maß lag dabei bei 4 mm. Die ent-
sprechenden Schweißparameter sind in Tabelle 3-2 zusammengefasst. Die einzelnen Schweißzug-
proben wurden dabei nach der HFH-Behandlung aus einem Mutterkreuzstoß mit einer Länge von 
1250 mm entnommen, dargestellt in Abbildung 3-3 (b). Die Fertigung der Schweißzugproben aus 
S355J2+N erfolgte mit einem Kloos Schweißroboter bei den Liebherr Werken Biberach GmbH mit 
einem Brenner. Die Fertigung der Schweißzugproben aus S960QL erfolgte mit einem Traktor simul-
tan mit zwei Brennern bei der Stahlbau Wegscheid GmbH. Die Mutterkreuzstöße aus S960QL wurden 
zudem zwischen 90°C und 150°C entsprechend SEW 088:2017-10 vorgewärmt. Die Qualität der Kehl-
nähte ist nach DIN EN ISO 5817:2014-6 der Bewertungsgruppe B zuzuordnen. 
 
Abbildung 3-3: Abmessungen der Schweißzugprobe (a) und des dazugehörigen Mutterkreuzstoßes (b) 
 
Tabelle 3-2 Schweißparameter der Kehlnähte der Schweißzugproben 
Parameter 
Einheit S355J2+N S960QL 
Spannung [V] 29,3 – 29,6 24,5 – 26,5 
Stromstärke [A] 247 216 
Mittlere Wärmeeinbringung [J/mm] 1092 1106 
Schweißgeschwindigkeit [mm/s] 6.65 5 
Drahtvorschub [m/min] 8,5 9 
Elektronendrahtdurchmesser [mm] 1,2 1 
Zusatzwerkstoff [-] G4Si1 Mn2NiCrMo 
Schutzgas [-] M21-ArC-18 (15-18 l/min) 
 
(a) (b)
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Zur punktuellen Bestimmung des Temperatur-Zeit-Verlaufs für die Kalibrierung der Wärmequellen 
wurden prozessbegleitend Temperaturmessungen bei der Fertigung aller Probekörper durchgeführt. 
Die Messung erfolgte mit Cr-Ni-Thermoelementen des Typs K mit einem Manteldurchmesser von 
0,08 mm. Die Messung wurde zudem mit offenliegender Messspitze durchgeführt, wodurch in Kom-
bination mit dem geringen Manteldurchmesser laut Herstellerangaben eine sehr schnelle Ansprech-
zeit von unter einer halben Sekunde erreicht werden kann. Zur Aufzeichnung wurde ein Messverstär-
ker des Typs HBM MGCplus und einer Abtastrate von 2400 Hz verwendet. Das Messsignal wurde an-
schließend durch Fast-Fourier-Transformation (FFT) mit der Software MATLAB aufbereitet und ge-
glättet. Die Thermoelemente wurden in einem festen Raster von 0,5 mm, 1,5 mm und 3,0 mm von der 
theoretischen Schmelzlinie entfernt platziert. Die ermittelten Temperatur-Zeit-Verläufe sind in Ab-
bildung 3-4 zusammengefasst. Die angegebene t8/5-Zeit von 3,8 s für die Schweißzugprobe aus 
S355J2+N bzw. für 4,3 s für die Schweißzugproben aus S960QL entspricht dabei dem Mittelwert meh-
rerer Temperaturprofile und liegt etwas über den theoretisch ermittelten Werten nach SEW 
088:2017-10 von 2,5 s (S355J2+N) und 3,6 s (S960QL). 
 
 
Abbildung 3-4: Ermittelte Temperatur-Zeit-Profile (Schubnell et al., 2020c) 
 
3.4 Nachbehandlung 
Zur Variation des Eigenspannungszustandes nach der HFH-Behandlung, wurden die Grundplatten 
der Kerbbiegeproben vor der Behandlung jeweils positiv oder negativ vorgespannt. Die Benennung 
der Versuchsreihen ist in Tabelle 3-4 vorgegeben. Die Vorspannung wurde dabei mit einer 4-Punkt-
Biegevorrichtung und einem Hydraulikzylinder realisiert, dargestellt in Abbildung 3-5. Die positive 
bzw. negative Vorspannung erfolgte dabei jeweils bei der halben Streckgrenze des Grundwerkstoffes 
im Kerbgrund, ausgehend von einer Kerbformzahl von 𝐾𝑡 = 2,26. Die Vorrichtung diente auch zur 
Fixierung der Grundplatten, die ohne Vorspannung behandelt wurden, um möglichst gleiche Aufla-
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Abbildung 3-5: Vorrichtung zur Vorspannung der Grundplatten bei der HFH-Behandlung  
 
Die HFH-Nachbehandlung der Kerbproben wurde mit dem Werkzeug Weld Line 10 des Herstellers 
Pitec (PIT-Behandlung) am Fraunhofer IWM eigenständig durchgeführt, dargestellt in Abbildung 3-6 
(a). Der Schlagimpuls des Werkzeugs wird dabei von einem Druckluftmuskel ausgelöst. Dabei kann 
die Behandlungsintensität über die Hämmerfrequenz 𝑓 und den Betriebsdruck 𝑝 über eine Speicher-
programmierbare-Steuerung (SPS) separat eingestellt werden. Der Hammer bzw. Pin des Werkzeugs 
ist entsprechend frei gelagert und wird bei jedem Schlag nur kurz vom Druckluftmuskel berührt. Für 
die durchgeführte Behandlung wurden die empfohlenen Herstellerangaben für Stahl mit 𝑝 = 6 bar 
und 𝑓 = 90 Hz verwendet. Die HFH-Behandlung der Schweißzugproben wurde von der Pitec GmbH 
sowie der HiFIT Vertriebs GmbH jeweils zur Hälfte mit dem Pitec PIT-Werkzeug sowie dem HiFIT HF-
07-00-Werkzeug, dargestellt in Abbildung 3-6 (b), durchgeführt. Die Bewegung des Hammers wird 
bei dem HiFIT-Werkzeug über einen Kolben vorgegeben, der linear durch den Luftdruck vor- und 
zurückbewegt wird, wobei sich der Hub des Kolbens durch eine Stellschraube variieren lässt. Die er-
mittelten Härtewerte der Hammerköpfe beider Werkzeuge aus gehärtetem Werkzeugstahl lagen im 
Bereich > 850 HV10. 
Gemäß der IIW-Richtlinie (Marquis und Barsoum, 2016) wurde die Behandlung durchgeführt, bis 
keine Kontur der ursprünglichen Kerbe bzw. des Nahtübergangs mehr zu sehen war. Nach den Qua-
litätskriterien der DASt-Richtlinie (DASt, 2019) erfolgte eine 100%-Sichtkontrolle aller behandelten 
Nahtübergänge. Zusätzlich wurden die Schnittkanten der Kerbbiege- und Schweißzugproben mit 
dem jeweiligen HFH-Werkzeug mit einem konkav geschliffenen Pin bzw. Hammer behandelt, um 
Rissausgangsorte an diesen Kanten zu vermeiden. Die Wirksamkeit dieser Maßnahme wurde von 
Pontner (2018) experimentell für Kerbbiegeproben aus S960QL nachgewiesen. Diese Schnittkanten-
behandlung erfolgte auch bei ansonsten unbehandelten Proben. 
- 𝜎
+ 𝜎 - 𝜎
+ 𝜎
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Abbildung 3-6: HFH-Behandlung der Grundplatte für die Kerbbiegeproben (a), der Mutterkreuzstöße 
(b) und der Schnittkanten (c) 
 
 
Tabelle 3-3 Parameter für die HFH-Behandlung 






Barsoum, 2016) PIT PIT HiFIT 
Hämmerfrequenz 
𝑓 
[Hz] 90 90 ca. 270 - 
Vorschub 𝑉 [mm/s] 4,2 7 50 2 - 4 
Anstellwinkel 𝛽𝑎 [°] 90° 90° 90° 70°-90° 
Kippwinkel 𝛽𝑡 [°] 90° 80°-90° 80°-90° 60°-80° 
Anzahl der Be-
handlungsdurch* 
[-] 4 1  
(ca. 3x pen-
delt) 
1 min 5x (UIT) 
Hammerradius [mm] 2 2 1,5 - 
Bewegte Masse [kg] 0,03 0,03 0,055 - 
*Nicht in VDI-Richtlinie 3416 festgelegt **Empfehlung für HiFIT-Behandlung 
 
Tabelle 3-4 Versuchsreihen je die Grundwerkstoffe S355J2+N und S960QL 
Abkürzung Beschreibung Probentyp 
Unb. Unbehandelte Probe (senkrerodierte Kerbe) Kerbbiegeprobe 
HFH Proben ohne Vorspannung behandelt Kerbbiegeprobe 
HFH-PV Proben mit positiver Vorspannung behandelt ( + 0,5 𝑅𝑒) Kerbbiegeprobe 
HFH-NV Proben mit negativer Vorspannung behandelt ( - 0,5 𝑅𝑒) Kerbbiegeprobe 
PIT Versuchsreihe behandelt mit Pitec-Werkzeug Schweißzugprobe 
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4 Versuchsvorichtungen, -durchführung, Werkstoff- und Prozessmodellierung 
4.1 Randschichtcharakterisierung 
4.1.1 Härte und Gefüge 
Zur Gefügeanalyse wurden Querschliffe aus den Kerbbiege- und Schweißzugproben herausgearbei-
tet. Die Schliffe wurden dabei warmeingebettet und auf eine Rauheit von < 0,1 µm poliert. Zur Sicht-
barmachung der Korngrenzen wurden die Schliffe mit dreiprozentiger Salpetersäure (Nital) angeäzt. 
Die Gefügezusammensetzung der Grundwerkstoffe (GW) und der Wärmeeinflusszone (WEZ) wurden 
in mikroskopischen Untersuchungen gemäß DIN EN ISO 17639:2013-12 ermittelt. Die Bestimmung 
der Korngröße erfolgte nach ASTM E112-13. Die Gefügebestandteile wurden durch Bildkorrelation 
mit der Software Image Access der SLV Rostock bestimmt. 
Die Mikrohärte auf der Skala HV0,05 nach DIN EN ISO 6507-1:2018-07 wurde unter Verwendung 
eines instrumentierten Härteprüfgeräts des Typs Fisherscope ST200 nach DIN EN ISO 14577-1:2015-
11 im Bereich der verfestigten Randschichten bestimmt. Die Härteskala wurde entsprechend den Un-
tersuchungen von Weich (2009b) ausgewählt, wobei in Übereinstimmung mit DIN EN ISO 6507-
1:2018-07 ein Eindruckabstand von 100 µm verwendet wurde. Für die Ermittlung der Härte aus grö-
ßeren Bereichen (Gesamtnahtquerschnitt der Schweißzugproben) wurde die Vickershärte auf einer 
Skala von HV1 mit einem Eindruckabstand von 0,5 mm ermittelt. Die Härtewerte der Kerbbiegepro-
ben wurden von Pontner (2018) und Ebert (2019) bestimmt. 
 
4.1.2 Oberflächentopografie 
Zur Vermessung der HFH-behandelten Profile wurden die Oberflächen der jeweiligen Proben mit 
dem Lasertriangulationsverfahren digitalisiert. Aufgrund der unterschiedlichen Abmessungen wur-
den für die Kerbbiegeproben ein 3D-Mikroskop des Typs Keyence TK3000 und für die Schweißzug-
proben ein 3D-Messgerät des Typs FARO Metris Modelmaker Z35 verwendet. Die jeweilige laterale 
Auflösung betrug 1 µm (TK3000) bzw. 25 µm (Z35) bei einer geometrischen Genauigkeit von +/- < 1 
µm (TK3000) bzw. +/- 37 µm (Z35) (Jung, 2018). Die Auswertung der digitalisierten Profile wurde 
mit der Software Geomagic Qualifier durchgeführt und erfolgte an insgesamt 42 Schweißzugproben 
und 8 Kerbbiegeproben pro Werkstoff. Dabei wurden die geometrischen Parameter mit dem Least-
Square-Verfahren ermittelt. Die digitalisierten 3D-Oberflächen wurden anschließend in einzelne 2D-
Querschnitte übersetzt. Insgesamt wurden 2688 Profile für die Schweißzugproben und 320 Profile 
für die Kerbproben ausgewertet. Der Nahtübergangsradius im Grundzustand der Schweißzugproben 
wurde mit der von Jung (2018) entwickelten Krümmungs-Methode (engl. curvature-method) auto-
matisiert bestimmt. 
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4.1.3 Eigenspannung 
Die Eigenspannungsanalysen an der Probenoberfläche wurden mit dem Röntgenbeugungsverfahren 
mit Cr-Kα-Strahlung an der {211}-Gitterebene durchgeführt. Die Auswertung aller Messungen er-
folgte unter Annahme eines ebenen Spannungszustandes mit der sinψ²-Methode nach Müller und 
Macherauch (1961). Dafür wurden die elastischen Konstanten -1/2 S2 = 6,08 * 10-6 mm2/N, 𝐸 = 210 
GPa und 𝜐 = 0.3 verwendet. Die Messungen der Kerbproben wurden dabei mit einem Diffraktometer 
des Typs Drehanode/D5000 durchgeführt, wobei eine Primärblende mit einem Durchmesser von 0,2 
mm zum Einsatz kam. Für die Messung in Längs- und Querrichtung zum HFH-behandelten Profil 
wurde der ψ –Kippwinkel in mindestens 11 Schritten zwischen -45° und 45° variiert.  Aufgrund der 
unterschiedlichen Abmessungen erfolgte die Röntgenbeugungsmessung der Schweißzugproben mit 
einem mobilen Diffraktometer des Typs XSTRESS G3. Der Durchmesser der Primärblende betrug da-
bei 1 mm. Die Messungen wurden an mindestens 7 ψ-Kippwinkeln zwischen 0° und 45° und unter 15 
2θ-Kippwinkeln unter zwischen -45° und 45° durchgeführt.  
Die Eigenspannungsmessungen in Tiefenrichtung wurden mittels Neutronenstrahlung am Diffrakto-
meter E3 am Helmholtz-Zentrum Berlin (HZB) durchgeführt (Wimpory et al., 2008). Das Messvolu-
men betrug 2x2x2 mm³ für die Messung in Längs- und Normalrichtung und 5x2x2 mm³ für die Mes-
sung in Querrichtung zur Naht, wobei ein Messspalt mit einer Höhe von 5 mm für die Primäroptik 
und ein oszillierender Radialkollimator für die Sekundäroptik verwendet wurden. Der Bragg-Winkel 
θ wurde wiederum an der {211}-Gitterebene gemessen und mit einer Neutronenwellenlänge von 
0,147 nm detektiert. Der daraus resultierende Streuwinkel betrug in etwa 2θ = 78,85°. Da das Instru-
mentenmessvolumen für oberflächennahe Messungen nicht komplett im Werkstoff eingetaucht ist, 
führt dies in der Regel zu Verschiebungen des Bragg-Winkels, die nicht mit den Dehnungen im Werk-
stoff korrelieren (Webster et al., 1996). Um diesen Oberflächeneffekt zu verringern, wurde die Probe 
nach der Messung in Quer- und Längsrichtung jeweils um 180° gedreht und die Messung danach wie-
derholt (Wimpory und Hofmann, 2018). Bei einer symmetrischen Abweichung des Bragg-Winkels 
führt dies zu einer teilweisen Auslöschung der Abweichungen. In Normalrichtung wurde der Ober-
flächeneffekt durch die Einstellung eines entsprechenden Biegeradius des Monochromators elimi-
niert (Vrána und Mikula, 2005). Als quasi-eigenspannungsfreie Referenz wurden sogenannte d0-Pro-
ben (Kammproben) per Drahterodieren aus den HFH-behandelten Schweißzugproben entnommen, 
siehe Abbildung 4-1 (a). Die Referenzmessung für die Kerbbiegeproben wurde an eigenspannungs-
armgeglühten Blechen durchgeführt. Der Messaufbau ist in Abbildung 4-1 (b) und (c) dargestellt.  
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Abbildung 4-1: (a) Referenzproben sowie Messaufbau für die Neutronenbeugungsmessung der 
Schweißzugproben in Normal- und Längsrichtung (b) und in Querrichtung (c) 
(Schubnell et al., 2020a) 
 
4.2 Werkstoffcharakterisierung 
4.2.1 Thermophysikalische Gefügesimulation 
Aufgrund der geringen Ausdehnung der Wärmeeinflusszone (WEZ) von < 3 mm, war eine direkte 
Probenentnahme zur Ermittlung der mechanischen Eigenschaften der WEZ nicht möglich. Daher 
wurde das WEZ-Gefüge auf Basis des Temperatur-Zeit-Verlaufs aus der Probekörperfertigung ther-
mophysikalisch mit Hilfe eines Gleeble-Simulators des Typs 3150 generiert. Zu diesem Zweck wurden 
Rundproben (Ø 10 mm, Länge 120 mm) aus den jeweiligen Grundwerkstoffen mit einer induktiven 
Heizspule bis zur gemessenen Maximaltemperatur bei einer mittleren Aufheizrate von ?̇? = 1100 k/s 
erhitzt und anschließend durch Druckluft bei 60 Psi Luftdruck mit einer Kühlrate von ?̇? = -200 k/s 
bis ?̇? = -50 k/s abgekühlt.  
 
Abbildung 4-2: Temperatur-Zeit-Verläufe aus der Thermoelementmessung und der thermophysikali-
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Die Temperatur-Zeit-Verläufe aus der Thermoelementmessung und dem Gleeble-Simulator sind in 
Abbildung 4-2 zusammengefasst. Dabei wurden jeweils die Temperatur-Zeit-Verläuf der Thermoele-
mentmessung, siehe Abschnitt 3.3 bzw. Abbildung 3-4, mit der höchsten gemessenen Spitzentempe-
ratur verwendet. 
 
4.2.2 Monotone Versuche 
Da die Werkstoffe bei der Oberflächenbehandlung hohen Belastungsgeschwindigkeiten ausgesetzt 
sind, wurden zusätzlich zu den statischen Kennwerten auch dynamische Eigenschaften ermittelt. 
Die mechanischen Eigenschaften der Grundwerkstoffe (GW) und Wärmeeinflusszonen (WEZ), sowie 
deren dehnratenabhängige Streckgrenzen wurden durch dynamische Zugversuche (Schnellzerreiß-
versuche) an einer servohydraulischen Hochgeschwindigkeitsmaschine Typ Zwick HTM 50010 mit 
einer Maximalkraft von 500 kN ermittelt. Die verwendete Probengeometrie ist in Abbildung 4-3 dar-
gestellt.  
 
Abbildung 4-3: Technische Zeichnung der Zugprobe (Schubnell et al., 2020c) 
 
Die Tests und Auswertung wurden dabei entsprechend der FAT-Richtlinie nach Böhme et al. (2008) 
und nach DIN EN ISO 6892-1:2017-02 durchgeführt. Die Traversengeschwindigkeit bei den Versu-
chen betrug zwischen 10-5 m s-1 und 10 m s-1, was entsprechend der Gleichmaßlänge der Probe zu 
Nenndehnraten ?̇? zwischen ?̇? = 0,001 s-1 und ?̇? = 500 s-1 führte. Zur Dehnungsmessung wurde eine 
Hochgeschwingdigkeitskamera mit einer Bildrate von 124 000 fps bei einer Auflösung von 128x296 
Pixeln verwendet. Die Auswertung erfolgte anhand der Digital Image Correlation (DIC) Software 
ARAMIS. Zur Kraftmessung wurden für die quasi-statischen Versuche (?̇? = 0,001 s-1) eine piezo-elekt-
rische Kistler-Kraftmessdose, sowie kalibrierte Dehnungsmesstreifen (DMS), die auf die elastischen 
Bereich der Probe appliziert wurden, verwendet. Die Kraftmessung bei höheren Dehnraten erfolgte 
ausschließlich über die applizierten DMS, wodurch der Einfluss der Massenträgheit auf das Messsig-
nal deutlich reduziert wird (Böhme et al., 2008). 
Die Streckgrenze wurde nach DIN EN ISO 6892-1:2017-02 für niedrige Nenndehnraten ?̇? < 1 s-1 er-
mittelt, wobei die Streckgrenze der Grundwerkstoffe S355J2+N und S960QL dabei in etwa der 𝑅𝑝0,2 
Zugprobe Typ:
D5-L12-Dynamo-M8
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Dehngrenze entspricht. Für hohe Nenndehnraten (?̇? > 1 s-1) wurde aufgrund der Schwingungsüber-
lagerung eine Polynomregression, erprobt durch Maciolek (2017), durchgeführt. 
Zur Bestimmung der Zug-Druck-Asymmetrie der untersuchten Werkstoffe wurden Druckversuche 
für Grundwerkstoff und Wärmeeinflusszone sowie zusätzlich für den Schweißzusatzwerkstoff durch-
geführt. Dabei erfolgt die Entnahme der 5 mm langen Zylinderproben mit einem Durchmesser von 3 
mm direkt aus dem Schweißgut. Dies hat den Vorteil, dass sich die monotonen, mechanischen Eigen-
schaften der Schweißzusatzwerkstoffe im vorliegenden Erstarrungszustand direkt experimentell er-
mitteln lassen. Für die Wärmeeinflusszonen wurden die Proben aus den Gleeble-Proben extrahiert. 
Die Versuche wurden an einer Universalprüfmaschine vom Typ Instron 5925 mit einer 250 kN Kraft-
messzelle durchgeführt. Während des Versuchs befindet sich die Zylinderprobe zwischen zwei ein-
gefetteten Stempeln. Aufgrund der starken Ausbauchung der Proben wurde die Auswertung mit der 
DIC-Software ARAMIS durchgeführt.  
 
4.2.3 Zyklische Versuche 
Zur Ermittlung der Werkstoffmodellparameter  für die Abschätzung der Lastspielzahl bis zum Anriss 
wurden die zyklische Spannungs-Dehnungs (𝜎 − 𝜀)-Korrelation sowie die Korrelation zwischen Deh-
nung und Lastspielzahl (𝜀 − 𝑁) experimentell bestimmt. Alle Versuche wurden mit einem Dehnungs-
verhältnis 𝜀𝑚𝑖𝑛/𝜀𝑚𝑎𝑥 von 𝑅𝜀 = −1 durchgeführt, um die Coffin-Manson-Parameter 𝜎𝑓′, 𝜀𝑓′, 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 
mittelspannungsfrei bestimmen zu können. Die Bestimmung der zyklischen Verfestigungskurven er-
folgte durch eine Kombination des Incremental-Step-Tests (IST) sowie dehnungs- und kraftgeregel-
ter Schwingfestigkeitsversuche an glatten Proben (Schubnell et al., 2019). Dabei wurden die Ergeb-
nisse bei kleinen Dehnungsamplituden zwischen εa= 0,2 % und εa= 0,5 % im Schwingfestigkeitsver-
such ermittelt und mit den Ergebnissen aus dem IST für größere Dehnungsamplituden ergänzt. Die 
relativ geringen Dehnungsamplituden und die damit verbundene relativ lange Lebensdauer der Pro-
ben von 𝑁 > 104 Lastspielen wurde vor dem Hintergrund ausgewählt, dass die Materialparameter im 
höherzyklischen Bereich erfasst werden sollten (Hauptwirkbereich der HFH-Behandlung, siehe Ab-
schnitt 2.1). Versuche mit relativ geringen, erwarteten Lastspielzahlen erfolgten jeweils dehnungsge-
regelt, um die zyklische Ver- und Entfestigung ermitteln zu können, und wurden jeweils mit Hilfe 
einer servohydraulischen Prüfmaschine des Typs Instron 8562 bei Raumtemperatur durchgeführt. 
Entsprechend den Empfehlungen von Roessle und Fatemi (2000) wurden die Versuche im Zeitfestig-
keitsbereich bzw. HCF-Bereich bei 𝑁𝐵 > 5 ⋅ 10
4 kraftgeregelt durchgeführt, um die Prüffrequenz von 
ca. 1 Hz auf 25 Hz erhöhen zu können. Dafür wurde eine servohydraulische Prüfmaschine des Typs 
Instron 8852TT verwendet. Als Abschaltkriterium beim dehnungsgeregelten Versuch wurde ein Span-
nungsabfall von 10 % und beim kraftgeregelten Versuch der Restbruch der Probe festgelegt.  
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Die anfängliche Dehnungsamplitude bei IST lag bei εa= 0,2 % und wurde mit einer Schrittweite von 
0,2 % bis 0,5 % bis zu einem Maximum von εa= 2 % gesteigert. Eine Dehnungserhöhung erfolgte in 
einem nachfolgenden Schritt erst nachdem im vorausgegangenen Schritt eine stabilisierte Span-
nungs-Dehnungshysterese erreicht wurde. Hierfür sind für Baustähle typischerweise 20 Lastspiele 
erforderlich (Hempel et al., 2016; Varfolomeev et al., 2011). Das Dehnungsverhältnis wurde ebenfalls 
auf 𝑅𝜀 = −1 festgelegt. Um das Ausknicken der Proben zu vermeiden, wurde die Maximaldehnung 
beim IST in allen Versuchen auf einen Wert von εa= 2 % begrenzt. Die Nenndehnrate ?̇? bei allen deh-
nungsgeregelten Versuchen betrug konstant ?̇? = 0,001 s-1. Die Probengeometrie für alle zyklischen 
Versuche ist in Abbildung 4-4 dargestellt.  
 
Abbildung 4-4: Probengeometrie für zyklische Versuche (Schubnell et al., 2020c) 
 
Zur Anpassung der isotropen-kinematischen Werkstoffmodelle für die Simulation der HFH-Behand-
lung wurden Zug-Druck-Versuche bei 𝑅𝜀 = −1 und bei hohen Dehnungsamplituden zwischen 𝜀𝑎 = 2% 
und 𝜀𝑎 = 7% mit wenigen Lastspielen durchgeführt. Diese dienten der Ermittlung der Streckgrenze 
bei Lastumkehr (Bauschinger-Effekt) und damit speziell der Anpassung des kinematischen Anteils 
bei den verwendeten Verfestigungsmodellen. Im Unterschied zu den LCF- und HCF-Versuchen ist für 
diese Anpassung in der Regel der erste Lastzyklus von Interesse. Dieses Vorgehen hat sich zur Anpas-
sung von kombiniert-kinematisch-isotropen Verfestigungsmodellen zur numerischen Simulation 
verschiedener Arten der mechanischen Oberflächenbehandlung bewährt und wurde u.a. für Kugel-
strahlen (Klemenz, 2009; Zimmermann, 2009), Mikropeening (Erz et al., 2012), Piezo-Peening 
(Klumpp et al., 2015) oder Festwalzen (Trauth et al., 2013) angewandt. Für jeden Werkstoffzustand 
wurde dabei in einem Vorversuch zunächst die höchste Dehnungsamplitude ermittelt, bei welcher 
weder Bruch noch Ausknicken nach drei Lastspielen auftrat. Der Abgleich der ermittelten zyklischen 
Verfestigungskurven mit den verwendeten Verfestigungsmodellen ist in Abschnitt 4.4.2 dargestellt. 
Die Coffin-Manson Parameter 𝜎𝑓′, 𝜀𝑓′, 𝑏𝜀 und 𝑐ε zur Beschreibung der 𝜀 − 𝑁- Korrelation und die Ram-
berg-Osgood Parameter 𝐾′ und 𝑛′ zur Beschreibung der zyklischen Verfestigungskurve wurden mit 
Excel unter Verwendung des „Generalized Reduced Gradient“ Algorithmus bestimmt. Wobei das Vor-
gehen von Nieslony et al. (2008) unter Verwendung der Kopplungs-Terme, siehe Gleichung (42) und 
LCF-Probe Typ:
LCF-100-9-4-20
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Gleichung (43), verwendet wurde. Eine Gegenüberstellung mit der Ermittlung dieser Parameter nach 
ASTM E646 - 16 und ASTM E739 - 10 ist von Schubnell et al. (2019) dokumentiert. 
 
4.2.4 Abschätzung zyklischer Werkstoffkennwerte 
Aufgrund der geringen Schichtdicken der HFH-behandelten bzw. verfestigten Randschicht von weni-
gen 1/10 Millimeter, siehe Abschnitt 5.1, war eine experimentelle Bestimmung der 𝜀 − 𝑁-Korrelation 
bzw. zyklischen 𝜎 − 𝜀-Korrelation nicht möglich. Daher wurden die Parameter 𝜎𝑓′, 𝜀𝑓′, 𝑏𝜀, 𝑐𝜀 ,  𝐾
′ und 
𝑛′ der HFH-behandelten Randschicht auf Basis von Schätzmethoden aus Tabelle 2-6 und Tabelle 2-7 
aus Abschnitt 2.5.6 bestimmt. Dies ist in Abbildung 6-5 für die HFH-behandelte Randschicht der Kerb-
biegeproben aus S355J2+N dargestellt. Als Eingangsgröße dienten jeweils die mittlere Brinellhärte 
bzw. die lokale Zugfestigkeit der Randschicht. Die Brinellhärte dabei wurde nach DIN EN ISO 18265-
2014-02 aus der Vickers HV10 Härteskala umgerechnet. Allerdings war aufgrund der kleineren Ein-
druckdiagonalen nur die Messung auf einer Vickers Härteskala von HV0,05 im Bereich der verfestig-
ten Randschichten möglich. Daher wurden die Vickers Härtewerte von der Skala HV0,05 mit der em-
pirischen Korrelation (ermittelt für die Stähle S355J2, S690QL und S960QL) nach Ernould (2017) in 
HV10 umgerechnet:  
𝐻𝑉10 = 1,218 𝐻𝑉0,05 (44) 
Als Eingangsgrößen wurden die Härtewerte im verfestigten Bereich der HFH-behandelten Rand-
schicht gemittelt. Die Einwirktiefe der Verfestigung lag dabei bei 1 mm für den Grundwerkstoff 
S355J2+N und bei 0,2 mm für die Wärmeeinflusszone der HFH-behandelten Schweißzugproben aus 
S355J2+N, siehe Abschnitt 5.1. Auf diese Weise wurde eine mittlere Härte von 272 HV0,05 (Grund-
werkstoff S355J2+N) und 350 HV0,05 (Wärmeeinflusszone S355J2+N) ermittelt.  
 
4.2.5 Thermophysikalische Eigenschaften 
Zusätzlich zu den mechanischen Eigenschaften der Werkstoffe werden für die Temperaturfeldbe-
rechnung der Schweißstruktursimulation die Wärmeleitfähigkeit 𝜆(𝜃), Dichte 𝜌(𝜃) und spezifische 
Wärmekapazität 𝑐𝑝(𝜃) benötigt. Besonders im Bereich der umwandelnden Stähle ergeben sich nach 
Brand (2012) und Hildebrand (2008) für die Stahlklassen S355 und S960 meist starke Nichtlineari-
täten im Temperaturbereich zwischen 500°C und 800°C, welche eine experimentelle Bestimmung 
aufwändig machen. Deshalb wurden diese thermophysikalischen Materialdaten mit Hilfe der Soft-
ware JMatPro aus der aktuellen Version der Thermotech-Datenbanken Saunders und Miodownik 
(1998) auf Basis der chemischen Zusammensetzung der Grundwerkstoffe, siehe Tabelle 3-1, interpo-
liert (Calphad-Methode). 
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4.2.6 Zeit-Temperatur-Umwandlungsverhalten 
Zur Berücksichtigung des Effekts der Eigenspannungsentstehung durch Phasenumwandlung in den 
untersuchten Werkstoffen wurde zusätzlich das Zeit-Temperatur-Umwandlungs Verhalten (ZTU-
Verhalten) mit Hilfe der Software JMatPro ermittelt. Die Bestimmung des Ferrit-, Bainit- und Perlit-
anteils erfolgt dabei über eine modifizierte Version der Berechnungsprozedur nach Kirkaldy et al. 
(1978) und Kirkaldy und Venugopolan (1984), beschrieben von Saunders et al. (2004). Eine hohe 
Übereinstimmung für hochfeste, niedriglegierte Stähle (engl. high strength low alloy steels, HSLA) ist 
dabei dokumentiert von Saunders et al. (2001). Eingangsgrößen für diese Berechnung sind neben der 
chemischen Zusammensetzung die AC3-Temperatur und die Korngröße. Die AC3-Temperatur wurde 
auf Basis der empirischen Formeln nach Trazka (2016) abgeschätzt und lag bei 834°C für S355J2+N, 
bei 847°C für S960QL. Die mittlere Korngröße wurde nach ASTM E112 − 13 abgeschätzt und lag für 
S355J2+N bei 20 µm und für S960QL bei 9 µm. Die Ergebnisse der Simulation des ZTU-Verhaltens mit 
JMatPro sind in Abbildung 6-7 zusammengefasst. Die Berechnung wurde für Abkühlraten zwischen ?̇? 
= 100 1/s bis ?̇? = 0.01 1/s durchgeführt. 
 
4.3 Schwingfestigkeitsversuche 
Experimentelle Werte der Schwingfestigkeit sowie des Rissfortschritts wurden jeweils für Kerbbiege- 
und Schweißzugproben durch Schwingfestigkeitsversuche in mehreren Versuchsreihen abhängig 
vom Behandlungszustand ermittelt, siehe Tabelle 4-1. Dabei wurden die Ergebnisse der Versuchsrei-
hen „Unbehandelt“, „HFH“ der Kerbbiegeproben beider Werkstoffe teilweise von Pontner (2018) und 
Schubnell et al. (2020e) dokumentiert und die Versuche der Schweißzugproben im Rahmen des IGF-
Vorhabens Nr. 19.227 N (Schubnell et al., 2020c) durchgeführt. Um die Abweichung von der Grund-
gesamtheit für die statistische Auswertung nach DIN 50100-2016-12 zu begrenzen, wurde eine Min-
destanzahl von 8 Proben pro Versuchsreihe festgelegt, wobei die PIT- und HiFIT-behandelten 
Schweißzugproben jeweils gemeinsam ausgewertet wurden. 
 
4.3.1 Versuchsaufbau 
Die Schwingfestigkeitsversuche der Kerbbiegeproben wurden an einer elektromagnetischen Reso-
nanzprüfmaschine Typ RUMUL Testronic 150K mit einer 150 kN Kraftmesszelle durchgeführt, dar-
gestellt in Abbildung 4-5 (a). Die Kerbbiegeproben wurden dabei unter 4-Punkt-Biegung belastet. Die 
entsprechenden Abmessungen sind in Abbildung 4-5 (b) dargestellt. Die Prüffrequenz der Probe ist 
dabei von Steifigkeit und Masse des Prüfaufbaus und der Kerbbiegeprobe vorgegeben (Eigenfre-
quenz) und betrug zu Beginn der Versuche 89 Hz. Die Schweißzugproben wurden mit einer Hochfre-
quenzprüfmaschine Typ Zwick 400 HFP 5100 belastet, dargestellt in Abbildung 4-5 (c), wobei die 
Prüffrequenz (Eigenfrequenz) bei 110 Hz lag. Die Abmessungen dieses Versuchsaufbaus sind Abbil-
dung 4-5 (d) zusammengefasst.  
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Tabelle 4-1: Überblick über die geprüften Versuchsreihen (Versuchsmatrix) 
Nr. 
Abk. Typ Werkstoff Beschreibung Anzahl 
1 Unb. Kerbbiegeprobe S355J2+N Unbehandelter Zustand 17 
2 HFH Kerbbiegeprobe S355J2+N PIT-behandelt ohne Vorspannung 14 
3 HFH-PV Kerbbiegeprobe S355J2+N PIT-behandelt mit Vorspannung (0,5 𝑅𝑒) 8 
4 HFH-NV Kerbbiegeprobe S355J2+N PIT-behandelt mit Vorspannung (-0,5 𝑅𝑒) 8 
5 Unb. Kerbbiegeprobe S960QL Unbehandelter Zustand 17 
6 HFH Kerbbiegeprobe S960QL PIT-behandelt ohne Vorspannung 16 
7 HFH-PV Kerbbiegeprobe S960QL PIT-behandelt mit Vorspannung (0,5 𝑅𝑒) 8 
8 HFH-NV Kerbbiegeprobe S960QL PIT-behandelt mit Vorspannung (-0,5 𝑅𝑒) 8 
9 Unb. Schweißzugprobe S355J2+N Geschweißter Zustand 12 
10 Unb. Schweißzugprobe S960QL Geschweißter Zustand 10 
11 PIT Schweißzugprobe S355J2+N PIT-behandelt  8 
12 HiFIT Schweißzugprobe S960QL HiFIT-behandelt 8 
13 PIT Schweißzugprobe S355J2+N PIT-behandelt 8 




Abbildung 4-5: (a) Versuchsaufbau der Schwingversuche der Kerbbiegeproben mit (b) den entspre-
chenden Abmessungen (Pontner, 2018), (c) Versuchsaufbau der Schwingversuche der 
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4.3.2 Versuchsdurchführung 
Die Lastniveaus der Kerbbiegeproben und Schweißzugproben wurden im Folgenden so gewählt, dass 
die erreichten Lastspielzahlen in den HCF-Bereich zwischen 104 und 107 Lastspielen fallen, in dem 
erfahrungsgemäß die höchste Schwingfestigkeitssteigerung durch die HFH-Behandlung zu erwarten 
ist (Marquis und Barsoum, 2016). Dabei wurde festgelegt, dass das Verhältnis des höchsten zum nied-
rigsten Lastniveau gemäß der Empfehlung von Haibach (2006) mindestens bei 1,2 liegen soll. Alle 
Versuche wurden bei Zugschwellbelastung bei einem konstanten Spannungsverhältnis von 𝑅𝜎=0,1 
durchgeführt. Die maximalen Nennspannungen 𝑆𝑚𝑎𝑥 der Schwingfestigkeitsversuche der Schweiß-
zugproben entsprachen dabei den Empfehlungen der Richtlinie 026 (DASt, 2019), siehe Abschnitt 
2.1.2.  
Die Detektion eines Risses erfolgte durch das Absinken der Eigenfrequenz des Prüfaufbaus durch ei-
nen Steifigkeitsverlust der Probe. Dieses Prinzip wurde unter anderem theoretisch erläutert und an-
gewandt von Lee und Chung (2000) sowie von Barad et al. (2013) zur Bestimmung der Eigenfrequenz 
von 1-D-Stahlträgern in Abhängigkeit der Rissgröße. Die Prüf- bzw. Eigenfrequenz des Prüfaufbaus 
der Kerbbiegeprobe wurde während des Schwingfestigkeitsversuchs alle 1000 Lastspiele protokol-
liert. Bei den ersten 103 bis 105 Lastspielen wurde bei den Versuchen je nach Lastniveau eine leichte 
Erhöhung der Eigenfrequenz festgestellt (Einlaufeffekte), siehe Abbildung 4-6. Dabei lag die An-
nahme zugrunde, dass dies in erster Linie auf eine Änderung der Kontaktbedingung der gehärteten 
Rollen mit der Oberfläche der Kerbbiegeproben zurückzuführen ist. Es folgte danach eine Phase kon-
stanter Prüffrequenz bzw. bei einigen Proben eine Phase eines annähernd linearen Abfalls der 
Prüffrequenz, gefolgt von einem exponentiellen Abfall der Prüffrequenz bei jeder geprüften Probe, 
dargestellt in Abbildung 4-6. Die Lastspielzahl unmittelbar vor dem exponentiellen Abfallen der 
Prüffrequenz wurde als erstes Abschaltkriterium verwendet.  
Um den Rissfortschritt auf der Bruchfläche detektieren zu können, wurden für jede Kerbbiegeprobe 
sogenannte Rastlinienversuche (engl. beach-mark test) durchgeführt. Dafür wurde das Spannungs-
verhältnis auf 𝑅𝜎=0,7 bei konstanter Oberspannung für eine definierte Anzahl von Lastspielen erhöht. 
Die exakten Lastspielzahlen sind dabei dokumentiert von Pontner (2018), wobei sich als Richtwert 
zur Erzeugung einer schmalen Rastlinie eine Lastspielzahl von 10-15% der vorhergehenden Last-
spielzahl bei 𝑅𝜎=0,1 bewährt hat. Da sowohl die Lastspielzahlen beim Erzeugen der Rastlinien als 
auch die Breite der Rastlinien selbst im Vergleich zum Rissfortschritt bei 𝑅𝜎=0,1 äußerst gering sind, 
wurde diese in der nachfolgenden Analyse nicht weiter berücksichtigt. 
Die Rastlinien wurden entsprechend bei einer Frequenzdifferenz von ∆𝑓1=-0,05 Hz zum einge-
schwungenen Zustand und fortfolgend bei weiteren Frequenzdifferenzen von -0,1 Hz; -0,2 Hz; -0,5 
Hz; -1 Hz und -2 Hz erzeugt. Bei einer Frequenzdifferenz ab -3,0 Hz bis 3,5 Hz trat schließlich der 
Restbruch der Probe auf. 
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Abbildung 4-6: Frequenzabfall der Kerbbiegeproben und Erzeugung von „Rastlinien“ (Schubnell et al., 
2020e) 
 
Die Prüfung der Schweißzugproben erfolgte analog zur Prüfung der Kerbbiegeproben. Trotz des ver-
gleichsweise geringen Verzugswinkels von < 1° wurden zu Beginn der jeweiligen Versuche wesent-
lich höhere Frequenzänderungen registriert als bei den parallel-geschliffenen Kerbbiegeproben. Da-
her wurden nur einzelne Proben mit Rastlinienversuchen geprüft und für die übrigen Proben das 




Für das Verfestigungsverhalten bei der durchgeführten Schweißstruktursimulation wird die Um-
wandlungsplastizität nach Gleichung (18) berücksichtigt. Zur Berechnung der thermischen Dehnun-
gen wird der lineare Mischungsansatz nach Gleichung (16) verwendet. Zur Berücksichtigung dieser 
Effekte müssen die thermo-physikalischen Materialdaten spezifische Wärmekapazität 𝑐𝑝(𝑃𝑖, 𝜃), ther-
mische Leitfähigkeit 𝜆(𝑃𝑖, 𝜃) und Dichte 𝜌(𝑃𝑖, 𝜃) sowie die mechanischen Kennwerte E-Modul 
𝐸(𝑃𝑖, 𝜃), Querkontraktionszahl 𝜈(𝑃𝑖, 𝜃) und die Fließspannung 𝜎0(𝑃𝑖, 𝜃) in Abhängigkeit der Phase 𝑃𝑖 
und der Temperatur 𝜃 angegeben werden. Die Fließgrenze 𝜎0 jedes FE-Elements wird dabei für fer-
ritische Phasen durch den folgenden linearen Mischungsansatz berechnet (SYSWELD 2016 Reference 
Manual, 2016): 
𝜎0(𝜃) =∑𝑃𝑖  𝜎0
𝑖  (45) 
Unabhängig von der Phase werden auch die thermophysikalischen Werkstoffkennwerte nach diesem 
linearen Mischungsansatz berechnet. Beispielsweise für eine Austenit (𝑎) Ferrit (𝛾) Mischung durch 
den nicht-linearen Mischungsansatz nach Leblond et al. (1986): 















































∆𝑆 = 495 MPa
∆𝑆 = 540 MPa
2 mm
∆𝒇 = 0,05 Hz
∆𝒇 = 3 Hz
0,06
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wobei 𝑃𝑓𝑒𝑟  der Ferritanteil und f(𝑃𝑓𝑒𝑟) die entsprechende Mischungsregel ist. Die temperaturabhän-
gige Streckgrenze der Werkstoffe S355J2+N und S960QL wurde aus isothermen Zugversuchen zwi-
schen RT und 560°C abgeleitet, die für höhere Temperaturen mit berechneten Fließkurven der Soft-
ware JMatPro ergänzt wurden (Ladendorf et al., 2020). Die temperaturabhängige Streckgrenze des 
Grundwerkstoffs S355J2+N wurde ausgehend von der Zusammensetzung von 78% Ferrit und 22% 
Perlit (ermittelt in Abschnitt 5.1) entsprechend Gleichung (45) bestimmt. Für den Werkstoff S960QL 
wurde eine Zusammensetzung von 25% Bainit und 75% Martensit für S960QL nach Hildebrand 
(2008) für die Ermittlung der temperaturabhängigen Streckgrenze der jeweiligen Phase vorgegeben.  
Die Kalibrierung der Konstanten für die Umwandlung von Ferrit → Austenit, Perlit → Austenit  für 
S355J2+N Martensit → Austenit, Bainit → Austenit für S960QL bei der Aufheizung sowie Austenit → 
Bainit für die Abkühlung nach Leblond und Devaux (1984), siehe Gleichung (13)  Abschnitt 2.4.3, 
wurde mit der Software JMatPro durchgeführt. Als Basis wurden die aus der Thermotech-Datenbank 
nach Saunders und Miodownik (1998) interpolierten ZTU-Diagramme, dargestellt in Abbildung 6-7, 
verwendet. Der Faktor 𝐹(𝜃) in Gleichung (13) wurde dabei auf 𝐹(𝜃)=1 festgelegt. Die Konstanten der 
Koistinen and Marburger (1959) Umwandlungsgleichung, siehe Gleichung (14) Abschnitt 2.4.3, für 
die Austenit → Martensit Umwandlung für S960QL wurden ebenfalls mit JMatPro anhand der ZTU-
Diagramme kalibriert. Für die Austenit → Martensit Umwandlung für S355J2+N wurden die Parame-
ter nach Loose (2008) verwendet. Die Parameter für die diffusionskontrollierten Umwandlungen 
sind für S355J2+N in Tabelle 4-2 und für S960QL in Tabelle 4-3 zusammengefasst, die Parameter für 
die diffusionslose Umwandlung sind in Tabelle 4-4 gegeben.  
Als Verfestigungsmodell wurde ein multilinearer isotroper Ansatz basierend auf den tabellarisch an-
gegebenen, isothermen Verfestigungskurven der Baustähle S355J2+N und S960QL von  Ladendorf et 
al. (2020) verwendet. Eine Anwendung des von Hempel et al. (2016) als SYSWELD Subroutine (US-
LOIC) implementierten viskoplastischen Chaboche-Modells ist prinzipiell möglich. Allerdings be-
schränkt sich das Modell aufgrund der in USLOIC zu Verfügung stehenden Variablen nur auf eine 
Phase und ist somit momentan in der verwendeten Solver Version nur für austenitische Stähle an-
wendbar (Hempel et al., 2016). 
Tabelle 4-2: Verwendete Parameter für die diffusionsindizierten Phasenumwandlungen von S355J2+N 
 
Ferrit → Austenit  Perlit → Austenit  Austenit → Bainit 
𝜃 [°C] 𝑃𝑒𝑞 [-] 𝜏 [s] 𝜃 [°C] 𝑃𝑒𝑞 [-] 𝜏 [s] 𝜃 [°C] 𝑃𝑒𝑞 [-] 𝜏 [s] 
699 0 1,2 699 0 1,2 409 0 106 
819 1 0,66 819 1 0,66 449 1 11,73 
949 1 0,10 949 1 0,10 509 1 7,11 
999 1 0,05 999 1 0,05 559 1 10,69 
1099 1 0,01 1099 1 0,01 609 0 106 
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Tabelle 4-3: Verwendete Parameter für die diffusionsindizierten Phasenumwandlungen von S960QL 
 
Martensit → Austenit  Bainit → Austenit  Austenit → Bainit 
𝜃 [°C] 𝑃𝑒𝑞 [-] 𝜏 [s] 𝜃 [°C] 𝑃𝑒𝑞 [-] 𝜏 [s] 𝜃 [°C] 𝑃𝑒𝑞 [-] 𝜏 [s] 
716 0 1,2 716 0 1,2 405 0 106 
841 1 0,64 841 1 0,64 445 1 27,73 
921 1 0,3 921 1 0,3 509 1 17,08 
1021 1 0,05 1021 1 0,05 559 1 20,19 
1121 0 0,01 1121 0 0,01 605 0 106 
 
Tabelle 4-4: Verwendete Parameter für die diffusionslose Phasenumwandlung 
Werkstoff 
𝑀𝑠 𝐾𝑆 
S355J2+N 430 0,014 
S960QL 404 0,021 
 
4.4.2 Simulation des Hochfrequenzhämmerns 
Aufgrund der in Abschnitt 2.3.1 ausgeführten Erkenntnisse wird zur Beschreibung des dehnratenab-
hängigen und zyklischen Verformungsverhaltens des HFH-behandelten Werkstoffs ein elastisch-vi-
skoplastisches Werkstoffmodell mit kombiniert kinematisch-isotroper Verfestigung und dehnraten-
abhängiger Fließspannung nach Chaboche (1986, 1989) verwendet. Die Entwicklungsgleichungen 
dieses Verfestigungsmodells sind in Abschnitt 2.4.2 zusammengefasst. Die Integration dieser Ent-
wicklungsgleichungen wurde für die FE-Simulation anhand einer VUMAT-Subroutine (vectorized u-
ser material), implementiert von Maciolek (2017), realisiert. Für den Fall einachsiger Belastung, kann 
die Spannung dabei anhand der vereinfachten Gleichungen berechnet werden: 
 
| σ - |≥ k (47) 




κ =   
𝜎 − Ω1 − Ω2






wobei Ω1 und Ω2 die Rückspannungsterme und 𝑘0 die Anfangsfließfläche beschreiben. Der restliche 
Term ist der dehnratenabhängige Anteil der Fließspannung mit den Materialparametern 𝐾 und 𝑛.  
Die Anpassung der materialabhängigen Parameter des Verfestigungsmodells erfolgte an mehreren 
Lastzyklen unter einachsiger Belastung in einem zweistufigen Optimierungsprozess. Dazu wurde die 
Methode der kleinsten Quadrate verwendet. Zuerst wurden die Parameter 𝐾 und 𝑛 zur Beschreibung 
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der dehnratenabhängigen Fließspannung in Microsoft Excel unter Verwendung des „Generalized Re-
duced Gradient“ Algorithmus an die Streckgrenze (mit 𝑘0 = 𝑅𝑒(?̇? = 0,001 𝑠
−1) aus den dynamischen 
Zugversuchen aus Abschnitt 6.2), angepasst, dargestellt in Abbildung 4-7 (a) und (b). 
 
Abbildung 4-7: Anpassung der dehnratenabhängigen Fließgrenze  der Grundwerkstoffe (a) und Wär-
meeinflusszonen (b) 
 
Die Anpassung der Materialparameter 𝑘10, 𝑘11, 𝑘20, 𝑘21,𝑚1, 𝑚2, 𝐶1, 𝐶2, 𝛾1 und 𝛾2 für das elastisch-vi-
skoplastische Verfestigungsmodell mit zwei isotropen und zwei kinematischen Termen wurde mit-
tels des Verfahrens nach Levenberg (1944) und Marquardt (1963) in der open-source Software SCI-
LAB durchgeführt. Dabei entsprechen die Materialparameter 𝑘10 und 𝑘20 den Anfangsfließflächen der 
jeweiligen isotropen Terme und 𝑘11 und 𝑘21 entsprechen den maximalen Werten der Fließfläche. Die 
Materialparameter 𝑚1 und 𝑚2 entsprechen den Exponenten der jeweiligen isotropen Terme. Die Pa-
rameteranpassung erfolgte jeweils schrittweise an den ermittelten Spannungs-Dehnungshysteresen 
aus dem Zug-Druck-Versuch, siehe Abschnitt 6.3, gemäß folgendem Ablauf: 
1. Anpassung von 𝐶1, 𝐶2, 𝛾1 und 𝛾2 an den ersten Zyklus 
2. Anpassung von 𝑘10, 𝑘11 und 𝑚1 an den ersten ½ Zyklus 
3. Anpassung von 𝐶1, 𝐶2, 𝛾1 und 𝛾2 an die ersten 1,5 Zyklen 
4. Aufteilung des isotropen Terms in zwei Anteile mit  𝑘10/𝑘20 = 2 und 𝑘11/𝑘21 = 2.  
5. Anpassung von 𝑘10, 𝑘20, 𝑘11 und 𝑘21 an den ersten ¼ Zyklus 
6. Anpassung von 𝐶1, 𝐶2, 𝛾1 und 𝛾2 an die ersten 3 Zyklen 
Durch die Verwendung eines entfestigenden isotropen Terms (𝑘20 > 𝑘21) und eines verfestigenden 
isotropen Terms (𝑘10 < 𝑘11)  konnte dabei besonders bei den Grundwerkstoffen für kleine Dehnun-
gen (𝜀 < 1%) eine hohe Übereinstimmung erzielt werden, dargestellt in Abbildung 4-8 (a) bis (d). Die 
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Tabelle 4-5: Materialabhängige Parameter für das verwendete Verfestigungsmodell 
Parameter 
𝑘10 𝑘11 𝑘20 𝑘21 𝑚1 𝑚2 𝐶1 𝐶2 𝛾1 𝛾2 𝐾 𝑛 
Unit [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [-] [-] [MPa] [MPa] [-] [-] [MPa] [-] 
S355J2+N 
GW  
92 219.1 328 -29.8 28.5 309 130000 1967 402 25 13.4 2.04 
S960QL 
GW 
682.9 227.8 202.9 17.582 312 5.11 317476 34919 883 92 105 3.73 
S355J2 
WEZ 
300 659.6 259 -39.6 234 201 41457 1544 128.9 -39.6 71.62 3.49 
S960QL 
WEZ 




Abbildung 4-8: Bestimmung der Parameter des Verfestigungsmodells für den Grundwerkstoff 
S355J2+N (a) und S960QL (b) sowie für die Wärmeeinflusszone des Werkstoffes 
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4.4.3 Simulation der zyklischen Belastung 
Wie in Abschnitt 6.3 festgestellt, unterscheiden sich die monotonen und zyklischen Verfestigungskur-
ven für alle untersuchten Werkstoffzustände besonders im Bereich geringer Dehnungen deutlich 
voneinander. Zudem ist eine Abbildung der zyklischen Verfestigungskurven mit dem parametrisier-
ten, elasto-viskoplastischen Verfestigungsmodell aus Abschnitt 4.4.2 in dieser Form nur mit größeren 
Abweichungen möglich. Aus diesen Gründen wurden die Parameter der verwendeten VUMAT-Sub-
routine für die Abbildung der zyklischen Verfestigungskurven, siehe Abschnitt 6.3, bestimmt. Dabei 
wurden die isotropen Terme des Verfestigungsmodells auf Null gesetzt (𝑘10 = 𝑘11 = 𝑘20 = 𝑘21 = 0) 
und lediglich zwei kinematische Terme (Ω1 und Ω2) verwendet. Als Vorlage diente dabei das imple-
mentierte ABAQUS-Verfestigungsmodell der zyklisch-stabilisierten Spannungs-Dehnungshysterese 
(stabelized cycle) (Dassault Systemes Simulia Corp, 2014). Die Anpassung der Materialparameter 
𝐶1,𝑚1, 𝐶2,𝑚2 und 𝑘0 erfolgte iterativ, wobei die Anfangsfließfläche 𝑘0 vorgegeben wurde. Dabei 
wurde die Anpassungsroutine, beschrieben in Abschnitt 4.4.2, verwendet. Die Werte für 𝑘0 orientier-
ten sich an den zyklischen Streckgrenzen aus Tabelle 6-1, wobei für etwas kleinere Werte für 𝑘0 eine 
wesentlich höhere Übereinstimmung mit den experimentell ermittelten Verfestigungskurven für 
kleine Dehnungen erzielt wurde, dargestellt in  Abbildung 4-9 (a)-(d).  
Die Materialparameter für die HFH-behandelte (verfestigte) Randschicht des Werkstoffs S355J2+N 
für die Kerbbiegeproben (GW+HFH) bzw. der Schweißzugproben (WEZ+HFH) sowie die Schweißzu-
satzwerkstoffe (SZW) wurden analog an die nach der Korrelation von Lopez und Fatemi (2012) (LF-
K) ermittelten zyklischen Fließkurven angepasst, dargestellt in Abbildung 4-9 (c) und (d). Die zykli-
schen Verfestigungskurven der Schweißzusatzwerkstoffe wurden auf diese Weise ebenfalls aus der 
mittleren Härte, siehe Abbildung 5-4, sowie den Streckgrenzen aus den Druckversuchen, siehe Abbil-
dung 6-3, ermittelt. Die ermittelten Materialparameter sind in Tabelle 4-6 zusammengefasst. 
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Abbildung 4-9: Anpassung der zyklischen Verfestigungskurven von Grundwerkstoff (GW) und Wärme-
einflusszone (WEZ) für S355J2+N (a) und S960QL (b) sowie für die verfestigte Rand-
schichten (c) und Schweißzusatzwerkstoffe (SZW) (d) 
 
 
Tabelle 4-6: Materialparameter zur Beschreibung des zyklischen Verfestigungsverhaltens 
Werkstoff Zustand 𝑘0 𝐶1 𝑚1 𝐶2 𝑚2 
S355J2+N GW 255 33348 194,0 9137 28,9 
WEZ 448 64373 504,9 11299 51,4 
GW+HFH 356 4915 3,3 39748 182,3 
WEZ+HFH 497 78142 347,4 12262 24,7 
S960QL GW 780 34552 474,1 11314 94,0 
WEZ 902 17570 104.6 179778 1459.5 
G4Si1 - 361 106630 624.7 20897 58.7 
Mn2NiCrMo - 510 21973 54.6 116506 568.3 
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Modell des Mutterkreuzstoßes der Schweißzugproben 
Die Schweißstruktursimulation wurde mit dem Softwarepacket Visual Environment Version 12.5 
bzw. mit der enthalten Toolbox Visual Weld durchgeführt. Zusätzlich wurde der SYSWELD Solver 
Version 2016.0 verwendet. 
Die komplexe Eigenspannungserzeugung durch Phasenumwandlungs-, Zwängungs- und Schrump-
fungseffekte, wurde mit einem 3D-Finite Elemente (FE) Modell entsprechend den Abmessungen der 
Mutterkreuzstöße, siehe Abbildung 3-3, modelliert. Aufgrund der gleichzeitigen Ausführung der 
Schweißlagen auf jeweils der Ober- und Unterseite bei den S960QL Schweißzugproben wurde für 
diesen Fall ein halbsymmetrisches FE-Modell verwendet, dargestellt in Abbildung 4-10. Das FE-Netz 
bestand in diesem Fall aus 67.900 Hexaederelementen. Für das FE-Modell ohne Symmetrieebene 
(Werkstoff S355J2+N) wurden 138.900 Hexaederelemente verwendet. Die minimale Elementkanten-
länge lag bei 0,5 mm im Bereich des Nahtübergangs in Nahtquerrichtung und bei 5 mm in Nahtlängs-
richtung. Die Schweißreihenfolge und die Randbedingung bzw. Fixierung der Mutterkreuzstöße wäh-
rend des Schweißprozesses wurden entsprechend der durchgeführten Schweißarbeiten festgelegt. 
Die Kontur der Naht wurde durch anhand eines Schliffbildes, siehe Abbildung 5-4, nachmodelliert. 
 
 
Abbildung 4-10: 3D-FE Modell mit den entsprechenden Randbedingungen (BC) und Schweißabfolge 
zur Simulation des Schweißprozesses der Mutterkreuzstöße aus S355J2+N und 
S960QL (Schubnell et al., 2020c) 
 
Lage 1 → Lage 2 → Abkühlen (Starttemperatur 100°C)














Lage 1 → Lage 2 → Lage 3 → Lage 4 → Abkühlen
185 s – 20 s – 185 s – 120 s – 185 s – 20 s – 185s –3600 s
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Wärmequellemodellierung 
Für die numerische Simulation wurde das Doppelellipsoid-Wärmequellenmodell nach Goldak et al., 
(1984), detailliert beschrieben von Goldak und Akhlaghi (2005) und dargestellt in Abbildung 4-11, 
verwendet, das bereits im SYSWELD Solver implementiert ist.  
 
Abbildung 4-11: Doppelellipsoid-Wärmequellenmodell (Schenk, 2011) 
 
Dieses Wärmequellenmodell zeichnet sich durch seine einfache und universell einsetzbare Struktur 
aus (Hildebrand, 2008) und wird bei einer Vielzahl verschiedener Schweißprozesse verwendet 
(Gkatzogiannis, 2020; Hildebrand, 2008; Loose, 2008; Schenk, 2011). Das Doppelellipsoid-Wärme-
quellenmodell ist dabei folgendermaßen definiert: 
 
𝑞(𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) =
6 ∙ √3 ∙ 𝑓𝑟 ∙ 𝑄









2/𝑐2 , (50) 
𝑞(𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) =
6 ∙ √3 ∙ 𝑓𝑓 ∙ 𝑄










2/𝑐2 . (51) 
 
wobei 𝑄 der effektive Wärmeeintrag und 𝜂 der Wirkungsgrad ist. Die Parameter zur Definition der 
Ausdehnung der Wärmequelle 𝑎, 𝑐, 𝑏𝑟 und 𝑏𝑓 wurden durch Abgleich mit der Schmelzlinie und der 
AC3-Linie aus Schliffbildern ermittelt. Die jeweilige AC3-Temperatur wurde dabei auf Basis der che-
mischen Zusammensetzung (gegeben in Tabelle 3-1) nach den empirischen Formeln nach Trazka 
(2016) bestimmt. Der Wirkungsgrad 𝜂 orientierte sich an dem vom MAG-Schweißprozesses nach 
Dupont und Marder (1995) mit 𝜂 =0,85. Die Kalibrierung der Wärmequelle wurde teilweise durch 
eine Variation des Wirkungsgrads durchgeführt. 
Um eine bessere Übereinstimmung mit dem Schmelzbad aus den Schliffbildern zu erreichen, wurden 
der Wärmeeintrag 𝑄 auf mehrere Wärmequellen, entsprechend des Vorgehens von Hildebrand 
(2008) und Sarmast et al. (2019) aufgeteilt, dargestellt in Abbildung 4-10. Die Parameter der Wärme-
quellen sind in Tabelle 4-7 zusammengefasst. Der Abgleich der Wärmequelle erfolgte punktuell mit 
den ermittelten Temperatur-Zeit-Verläufen der Thermoelementmessung (Abschnitt 3.3). Der Wär-
mequellenabgleich ist in Abbildung 4-12 dargestellt. Für die Anpassung wurde der Wärmeübergangs-
koeffizient mit ℎ𝑡 = 25 Wm-2K-1 konstant gehalten. 
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Tabelle 4-7: Parameter der Wärmequellen  
 S355J2+N S960QL 
 WQ1 WQ2 WQ1 WQ2 
a [mm] 6 1 4,5 1 
c [mm] 1 1 1,5 1 
bf [mm] 6 1 4,5 1 
br [mm] 24 4 18 4 
η [-] 0,95 0,95 0,7 0,7 
Q [J mm-1] 830 262 925 345 
 
 
Abbildung 4-12: Abgleich der Wärmequelle (Schubnell et al., 2020c) 
 
4.5.2 Simulation des Hochfrequenzhämmerns 
Zur Simulation des dynamischen Mehrfachaufschlags des Hammers wurde die Software ABAQUS CAE 
Version 6.14 zur Modellierung verwendet. Als Solver kam der ABAQUS Explicit Solver Version 6.14 
zum Einsatz. 
Das verwendete Prozessmodell basiert dabei auf den numerischen Analysen von Hardenacke et al. 
(2015), der Sensitivitäten von Lastmodellierung, Netzgröße, Kontakt- und Randbedingungen einer 












































Kehlnaht S355J2+N Kehlnaht S960QL
Abgleich S355J2+N Abgleich S960QL
Abgleich Schmelzlinie (𝑇 ≈ 1530 C)
Abgleich Ac3-Linie (𝑇 = 847 C)  
Abgleich Schmelzlinie (𝑇 ≈ 1530 C)
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Das dynamische Zeitintegrationsverfahren ist im Detail im ABAQUS Handbuch (Dassault Systemes 
Simulia Corp, 2014) beschrieben und basiert auf einer expliziten Zeitintegration, kombiniert mit der 
Verwendung von diagonalen Massenmatrizen. Deren Inverse sind einfach zu berechnen und die Vek-
tormultiplikation der Massenmatrixinverse mit der Trägheitskraft benötigt nur so viele Schritte wie 
Freiheitsgrade im Modell existieren. Die explizite Zeitintegration verwendet dabei viele vergleichs-
weise kleine Zeitschritte und verläuft vergleichsweise stabil. Als Abschätzung für die Stabilitäts-
grenze dient die Übertragungszeit der Schockwellen durch das kleinste Element im FE-Netz (∆t ≈ 
𝐿𝑚𝑖𝑛/𝑐𝑑, wobei 𝐿𝑚𝑖𝑛 der kleinsten Elementkantenlänge entspricht und 𝑐𝑑 der Geschwindigkeit der 
Schockwelle). Die Verwendung von sehr kleinen Zeitschritten, ausgehend von der Stabilitätsgrenze, 
ist auch deshalb vorteilhaft, weil es dem Solver erlaubt, die Lösung ohne Iterationen und ohne die 
Verwendung tangentialer Steifigkeitsmatrizen zu berechnen. Ebenfalls vereinfacht dies die Verwen-
dung von Kontaktbedingungen. Zur Steigerung der Übertragungszeit der Schockwellen wurde die 
Masse im elastisch-plastischen Bereich der verwendeten FE-Modelle um den Faktor 500 hochskaliert 
(ABAQUS-Option: mass scaling).  
Basierend auf den numerischen Untersuchungen des Kugelstrahlens durch ElTobgy et al. (2004), 
Rouquette et al. (2009), Rouquette und Rouhaud (2005) und Zimmermann (2009) wurde der Effekt 
adiabater Erwärmung beim Aufschlag vernachlässigt. In diesen Arbeiten wurden nur vergleichsweise 
geringe Temperaturunterschiede ∆𝜃 < 110°C (Rouquette und Rouhaud, 2005; Zimmermann, 2009) 
bei weit höheren plastischen Dehnraten als bei der hier durchgeführten HFH-Simulation ermittelt. 
Dennoch zeigen sich dort vergleichsweise geringere Unterschiede hinsichtlich der prozessinduzier-
ten Druckeigenspannungen.  
Für das FE-Netz wurden reduziert-integrierte 8-Knoten Hexaederelemente mit Hourglass-Kontrolle 
(ABAQUS-Notation: C3D8R) verwendet. Im Kontaktbereich des Hammers betrugen die minimalen 
Elementkantenlängen 125 µm entsprechend der Empfehlung von Hardenacke et al. (2015), darge-
stellt in Abbildung 4-13 für den modellierten Ausschnitt der Kerbprobengrundplatte und dargestellt 
in Abbildung 4-14 für den modellierten Ausschnitt des Mutterkreuzstoßes. Um die Reflektion der 
Spannungswellen an den Kanten in Längsrichtung (jeweils die Z-Richtung in den FE-Modellen) zu 
unterbinden, wurde zudem an den entsprechenden, fortlaufenden Kanten des jeweiligen Modellaus-
schnitts eine Reihe von infiniten Elementen platziert (ABAQUS Notation: C3DIN8), siehe Abbildung 
4-13 und Abbildung 4-14.  
Entsprechend den Erkenntnissen aus Abschnitt 2.3.1, wurde der Hammerkopf als starres Schalenmo-
dell modelliert und die jeweilige Masse des Hammers und die Massenträgheitsmomente einem festen 
Referenzpunkt zugewiesen. Durch die Modellierung des Starrkörpers lässt sich die Aufschlagge-
schwindigkeit exakt über eine Subroutine vorgeben, siehe Abschnitt Prozesskinematik. 
Für die Kontaktformulierung wurde ein Penalty-Kontakt mit einem tangentialen Reibungskoeffizient 
von 𝜇 = 0,15 verwendet. 
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Entsprechend der Literaturstudie wurde für die PIT-Behandlung ein Aufschlagabstand von 0,2 
mm/Aufschlag gewählt. Mit diesem Wert konnten bei flachen Proben aus S355J2H und S960QL durch 
kraftgesteuerte FE-Simulation hohe Übereinstimmungen mit den gemessenen Eindrucktiefen erzielt 
werden (Foehrenbach et al., 2016). Dies entspricht bei einer Hammerfrequenz von 90 Hz einem Vor-
schub von 18 mm/s. Die HFH-Behandlung wurde in 3 Pendelbewegungen (PIT-Behandlung der 
Schweißzugproben) bzw. 4 Pendelbewegungen (PIT-Behandlung der Kerbbiegeproben) entspre-
chend der Behandlungsparameter aus Tabelle 3-3 durchgeführt. Bei der HiFIT-Behandlung wurde 
der gleiche Aufschlagabstand verwendet und entsprechend der realen HFH-Behandlung keine Pen-
delbewegung modelliert. Aufgrund der höheren Schlagfrequenz entspricht dies einer geringfügig hö-
heren Vorschubgeschwindigkeit als bei der manuellen HFH-Behandlung. 
Modell der Grundplatte der Kerbbiegeproben 
Aufgrund der zur Verfügung stehenden Rechenkapazität wurde ein Ausschnitt von 30 mm Länge der 
HFH-behandelten Grundplatte halbsymmetrisch modelliert, dargestellt in Abbildung 4-13. Der model-
lierte Bereich der Grundplatte wurde in zwei Teilbereiche aufgeteilt und mit TIE-Verbindungen (in 
ABAQUS: TIE-constraint) gekoppelt. Die Rollen für die Vorspannung der Proben wurden als analyti-
sche Schalenkörper modelliert. Die Kontaktbedingungen zwischen Rolle und Grundplatte entspre-
chen den Kontaktbedingungen zwischen Hammer und Grundplatte. In diesem Bereich der Rollen 
wurde rein linear-elastisches Materialverhalten vorgegeben. Für das FE-Netz wurden insgesamt 
269660 C3D8R Elemente verwendet.  
Abbildung 4-13: FE-Modell der HFH-Behandlung der Grundplatte der Kerbbiegeproben 
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Die Simulation wurde in 4 Teilschritten ausgeführt: (1) Belastung (Vorspannung), (2) HFH-Behand-
lung, (3) Entlastung, sowie (4) Löschen der Kanten, siehe  Abbildung 4-13. Das Löschen der Kanten (5 
mm auf jeder Seite) wurde über eine VUMAT-Subroutine realisiert, die beim Erreichen eines be-
stimmten Temperaturwertes alle Werte des jeweiligen Spannungstensors löscht (Klemenz, 2009). 
Modell des Mutterkreuzstoßes der Schweißzugproben 
Für die Modellierung des HFH-Prozesses des Mutterkreuzstoßes aus S960QL wurde ein halbsymmet-
rischer Ausschnitt mit 35 mm Länge verwendet, dargestellt in Abbildung 4-14. Aufgrund der Asym-
metrie der Schweißeigenspannung (siehe Abschnitt 7.1) erfolgte die Modellierung des HFH-Prozes-
ses des Mutterkreuzstoßes aus S355J2+N ohne Symmetrieebene. Insgesamt wurden bei diesem FE-
Modell des HFH-Prozesses für den Kontaktbereich 326586 C3D8R-Elemente verwendet. Für den Be-
reich außerhalb der Kontaktzone des Hammers wurden zur Modellierung der Schweißzugprobe aus 
S355J2+N 101984 und bei der Schweißzugprobe aus S960QL 62820 C3D8R-Elemente benutzt. Für 
die HFH-Prozesssimulation wurde die gegenüberliegende Seite komplett in alle Raumrichtungen fi-
xiert. Der Hammer wurde entsprechend der HFH-Behandlung, siehe Abschnitt 3.4, um einen Anstell-
winkel von 𝛽𝑎=70° gegenüber der Horizontalen geneigt. Der Kippwinkel betrug dabei 𝛽𝑡=90°.  
 






















Seite 70 von 171 Versuchsvorichtungen, -durchführung, Werkstoff- und Prozessmodellierung 
  
Die unterschiedlichen Materialeigenschaften der Wärmeeinflusszone und der Grundwerkstoffe wur-
den durch verschiedene Zonen, dargestellt in Abbildung 4-14, abgebildet. Aufgrund der Streuung der 
Verfestigungskurven der Schweißzusatzwerkstoffe im Erstarrungszustand sowie deren Ähnlichkeit 
mit den jeweiligen Verfestigungskurven der WEZ (S355J2+N) sowie des Grundwerkstoffes (S960QL), 
siehe Abschnitt 6.2, wurden den SZW Zonen im FE-Modell jeweils das Werkstoffverhalten der WEZ 
(beim Werkstoff S355J2+N) und das Werkstoffverhalten des Grundwerkstoffes (beim Werkstoff 
S960QL) zugewiesen. Dieser Vereinfachung lag ebenfalls die Erkenntnis zugrunde, dass der SZW bei 
der Behandlung der Schweißzugproben beider Grundwerkstoffe kaum im direkten Kontaktbereich 
des Hammers liegt, dargestellt in Abschnitt 5.1 und zusammengefasst in Abschnitt 5.4. 
In bisherigen Untersuchungen wurde die Schweißnahtgeometrie stets vereinfacht durch eine gerade 
Nahtflanke sowie einen tangential auslaufenden Nahtübergangsradius modelliert, der abgeschätzt 
(Hardenacke et al., 2015; Le Quiellec, 2011; Simunek et al., 2013) oder zuvor gemessen wurde 
(Ernould et al., 2019; Schubnell et al., 2017). Messungen des Flankenwinkels und des Nahtübergangs-
radius an den verwendeten Quersteifen im Rahmen einer Round-Robin-Studie (Schubnell et al., 
2020d) zeigten allerdings einen hohen Einfluss des Auswertealgorithmus und der lateralen Auslö-
sung des 3D-Scannersystems auf die ermittelten geometrischen Parameter. Dies schlägt sich in einer 
entsprechenden Unsicherheit der Messergebnisse nieder. Zusätzlich wurde eine hohe Streuung hin-
sichtlich des erfassten Nahtübergangsradius, siehe Abschnitt 5.2, festgestellt. Daher wurde die unste-
tige bzw. nicht-lineare Geometrie des Nahtübergangs mittels eines 3D-Laserscanners digitalisiert (Al-
Kaltham, 2017) und schrittweise in ein entsprechendes 3D-Oberflächen- und 3D-Volumenmodell 
überführt (Le, 2018), dargestellt in Abbildung 4-15. Die Vernetzung des Volumenmodells erfolgte mit 
der Software HYPERMESH. Das auf diese Weise generierte FE-Netz der Kontaktzone wurde mit TIE-
Verbindungen mit dem FE-Netz des Mutterkreuzstoßes verbunden, siehe Abbildung 4-14.  
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Prozesskinematik 
Für die Modellierung der Kinematik des HFH-Prozesses, basierend auf den Untersuchungen von 
Hardenacke et al. (2015), wird die Aufschlaggeschwindigkeit des Hammers benötigt. Die Erfassung 
der Bewegung des Hammers mit einer Hochgeschwindigkeitskamera durch Foehrenbach (2016) 
führte zur Erkenntnis, dass hierfür eine sehr hohe Bildrate bzw. Abtastrate von deutlich über 3000 
fps benötigt wird. Eine Messung der Stauchung des Hammers durch Dehnungsmessstreifen (DMS) in 
Kombination mit einem Transientenmessverstärker ermöglichte eine deutlich höhere Abtastrate 
über 50 kHz (Foehrenbach, 2016). Ähnliche Messungen wurden zuvor schon von Baptista et al. 
(2011) und Simunek et al. (2013) durchgeführt.  
Die DMS-Messung erfolgte dabei bei der PIT- bzw. HiFIT-Behandlung an einer flachen, 10 mm starken 
Stahlplatte des Werkstoffs S960QL. Der Hammer wurde mit einer Schablone geführt, wobei ein An-
stellwinkel bzw. Kippwinkel von annähernd 𝛽𝑎=𝛽𝑡=90° realisiert werden konnte, dargestellt in Ab-
bildung 4-16 (a). Die Messung wurde mit zwei Dehnungsmessstreifen Typ TML FLA-2-17-1L mit ei-
ner Messlänge von 2 mm, die 180° versetzt auf dem Hammer aufgeklebt wurden, realisiert. Die Ab-
tastrate des Transientenmessverstärkers betrug 100 kHz.  
Das Messsignal bei der Behandlung durch das PIT-Werkzeug zeigte deutlich eine Druckspitze mit der 
jeweiligen eingestellten Hammerfrequenz (Primäraufschlag) und zusätzlich 4 bis 5 Druckspitzen (Se-
kundäraufschläge), siehe Abbildung 4-16 (a). Beim HiFIT-Werkzeug dagegen konnten lediglich Pri-
märaufschläge mit der jeweiligen Schlagfrequenz erfasst werden. 
 
  
Abbildung 4-16: (a) Messung der Kontaktkraft der HFH-Werkeuge und (b) FE-Modell zur Korrelation 
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Die Korrelation der Stauchung des Hammers mit der Aufschlagkraft bzw. Aufschlaggeschwindigkeit 
erfolgte mit einer linear-elastischen Finite Elemente (FE) Simulation, siehe Abbildung 4-16 (b). Dabei 
wurde die Annahme getroffen, dass sich nach einigen Aufschlägen Hammer und Grundplatte beim 
Kontakt nur noch elastisch verformen. Die Kontaktzone des FE-Modells der Grundplatte wurde ent-
sprechend des gemessenen Radius und der Eindrucktiefe der Grundplatten modelliert. Im drehsym-
metrischen FE-Modell wurden dabei die gleichen Kontaktbedingungen, Elementformulierungen und 
Elementgrößen wie bei der 3D-Prozesssimulation verwendet, siehe vorheriger Abschnitt. 
Das Messsignal wurde nach der Messung durch eine FFT mit der Software MATLAB aufbereitet und 
anschließend gefiltert. Die mittlere Aufschlaggeschwindigkeit bzw. Kontaktkraft der Primär- und Se-
kundäraufschläge des PIT-Werkzeugs wurde für die verwendeten Werkzeugeinstellungen, 𝑝 = 6 bar 
und 𝑓 = 90 Hz von Ernould (2017) ermittelt und für weitere Werkzeugeinstellungen basierend auf 
den Messungen von Foehrenbach (2016) ergänzt. Die mittlere Aufschlaggeschwindigkeit der Pri-
märaufschläge des HiFIT-Werkzeugs wurde analog bestimmt. Beim PIT-Werkzeug wurde festgestellt, 
dass die Aufschlagskraft mit sinkender Frequenz und steigendem Betriebsdruck zunimmt, dargestellt 
in Abbildung 4-17 (a). Beim HiFIT-Werkzeug nimmt die Schlagfrequenz mit der Ventilstellung ab und 
die Aufschlagskraft nimmt zu, siehe Abbildung 4-17 (b).   
 
Abbildung 4-17: Aufschlagkraft bzw. Schlagfrequenz der verwendeten HFH-Werkzeuge  
 
Die Aufschlaggeschwindigkeit 𝑉𝑖 in m s-1 kann über die folgenden Formeln basierend auf der Auf-
schlagskraft in Newton, aus Abbildung 4-17 für das HiFIT-Werkzeug abgeschätzt werden: 
 
𝑉𝑖 = 0,572 𝐹 + 218 für 600 𝑁 < 𝐹 < 11 000 𝑁 (52) 
  
Für das PITEC-Werkzeug kann analog die Formel nach Ernould (2017) zum Abschätzen der Auf-
schlaggeschwindigkeit 𝑉𝑖 in m s-1 in Abhängigkeit der Aufschlagskraft 𝐹 in N verwendet werden. 
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Basierend auf den verwendeten Einstellung von 𝑓 = 90Hz und 𝑝 = 6 bar für das PIT-Werkzeug sowie 
von einer Ventilstellung von 1x für das HiFIT-Werkzeug wurde eine entsprechende mittlere Auf-
schlaggeschwindigkeit von 𝑉𝑖 = 2,68 m s-1 (PIT) und 𝑉𝑖 = 3,18 m s-1 (HiFIT) bestimmt. 
Basierend auf den verwendeten Werkzeugeinstellungen, siehe Abschnitt 3.4, wurde der Hammer in 
der Vertikalbewegung mit einer Referenzkraft von 1000 N beschleunigt bzw. abgebremst. Die 
Amplitude dieser Referenzkraft wurde mit einer vectorized user amplitude (VUAMP) Routine in Ab-
hängigkeit der vertikalen Verschiebung 𝑢𝑦 bzw. der vertikalen Geschwindigkeit ?̇?𝑦, illustriert in Ab-
bildung 4-18, berechnet. Die horizontale Verschiebung 𝑢𝑧 wurde mit 𝑢𝑦 mit einer vectorized displace-
ment user (VDISP) Routine synchronisiert, um eine Horizontalverschiebung (Z-Richtung) des Ham-
mers beim Kontakt mit dem Werkstück zu unterbinden. 
 
Abbildung 4-18: Implementierte Prozesskinematik des Hammers 
 
Übertragung des Eigenspannungszustandes 
Die Übertragung des Spannungszustandes von der Schweißstruktursimulation (SYSWELD) zur Simu-
lation der HFH-Behandlung (ABAQUS) erfolgte basierend auf den Spannungswerten an den 
Gauß’schen Integrationspunkten der jeweiligen Elemente. Dafür wurden alle mit SYSWELD berech-
neten Spannungswerte 𝜎𝑖𝑗 mit 𝑖 = 𝑥, 𝑦, 𝑧 und 𝑗 = 𝑥, 𝑦, 𝑧 der Spannungstensoren 𝝈 auf das FE-Netz in 
ABAQUS übertragen. Die Spannungswerte für die HFH-Simulation wurden dabei als gewichtetes 
arithmetisches Mittel folgendermaßen berechnet: 
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wobei sich der Gewichtungsfaktor 𝑤 aus den Absolutabständen ∆𝑥, ∆𝑦, ∆𝑧 des jeweiligen Gaußpunkts 











Um die Berechnungszeit speziell für die Suche der benachbarten Gaußpunkte zu begrenzen, wurden 
jeweils nur die nächsten vier Gauß’schen Integrationspunkte für die Mittelwertbildung einbezogen 
(𝑞 = 4). Dabei kommt es zu Abweichungen in Bereichen mit einem Größenunterschied zwischen den 
FE-Netzen in Kombination mit hohen Spannungsgradienten, dargestellt in Abbildung 4-18 für die 
Quereigenpannungskomponente 𝜎𝑥𝑥. Der größte festgestellte Unterschied zwischen den Spannungs-
zuständen lag nach einer Stabilisierungszeit von 0,01 s  kleiner als 5% (Quereigenspannung).  
 
Abbildung 4-19: Übertragung des Eigenspannungszustandes  
 
4.5.3 Simulation der zyklischen Belastung 
Die numerische Simulation der Eigenspannungsumlagerung unter zyklischer Zugschwellbelastung 
erfolgt an einem 2D-FE-Modell des Querschnitts der Kerbbiege- und Schweißzugproben unter An-
nahme eines ebenen Spannungszustands. Diese Annahme wurde aufgrund von Röntgenbeugungs-
messungen an zyklisch belasteten Proben getroffen, wobei nur vergleichsweise geringe Unterschiede 
hinsichtlich der Eigenspannungskomponente quer zur Belastungrichtung festgestellt wurden. Stabile 
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und Mikkola (2017) durch thermische Lasten in ähnlichen Makromodellen generiert. Im Unterschied 
dazu wurde im Folgenden der Eigenspannungszustand aus den 3D-FE-Modellen mit identischen 
Querschnittsabmessungen und ähnlicher Vernetzung, siehe Abschnitt 7.2, auf die 2D-Modelle trans-
feriert, dargestellt in Abbildung 4-20 (a) für Kerbbiegeproben. Dieses Vorgehen ist durch zwei we-
sentliche Faktoren begründet: Zum einen durch den wesentlich geringen Rechenaufwand, besonders 
im Hinblick auf eine Verkleinerung der Netzgröße, siehe Abschnitt 4.6.2. Zum anderen ist nur auf 
diese Weise eine Änderung der Materialparameter des Verfestigungsmodells möglich, siehe Ab-
schnitt 4.4.3, da dies in der verwendeten Version von ABAQUS (Version 6.14) weder in der geschlos-
senen FE-Analyse noch in der sogenannten „Restart“-Analyse implementiert ist. Auf eine Massenska-
lierung wie bei der 3D-Simulation, siehe Abschnitt 4.5.2, konnte aufgrund der geringen Modellabmes-
sungen verzichtet werden. Ein Abgleich der errechneten Spannungswerte bei der Simulation zykli-
scher Belastung zwischen 3D- und 2D-Modell zeigt eine hohe Übereinstimmung. 
 
Abbildung 4-20: (a) Übertragung des Spannungszustandes und der Zustandsvariablen (SDVs), (b) 2D-
FE-Modell zur Simulation der Eigenspannungsumlagerung unter zyklischer Belastung 
der Kerbbiegeprobe 
 
Um identische Kontaktbedingungen verwenden zu können, wurde das 2D-Model ebenfalls mit 
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Elementkantenlängen im Kontaktbereich des Hammers wurden aufgrund des Spannungsabstandsan-
satzes, siehe Abschnitt 2.5.5, auf 50 µm verkleinert, dargestellt in Abbildung 4-20 (b). Die Komponen-
ten der Spannungstensoren 𝜎𝑖𝑗 mit 𝑖 = 𝑥, 𝑦 und 𝑗 = 𝑥, 𝑦 sowie die Zustandvariablen (SDVs) wurden 
mit dem in Abschnitt 4.5.2 aufgeführten Berechnungsansatz vom 3D-Modell auf das 2D-Modell über-
tragen. Dabei wurden die jeweiligen Werte in Probenquerrichtung (Z-Richtung) in einem Abschnitt 
von +/- 5 mm von der Mittelebene gemittelt. Dies hat zudem den Vorteil, dass Schwankungen des 
Eigenspannungszustandes einzelner Elemente entsprechend ausgeglichen werden. Für die Simula-
tion wurden ausschließlich reduziert integrierte Elemente mit Hourglass Control (ABAQUS Notation: 
CPS4R) verwendet. 
Die Simulation der zyklischen Belastung der Schweißzugproben erfolgte an einem 2D-FE ¼ Modell, 
dargestellt in Abbildung 4-21. Elementgröße, Elementformulierung und Solvereinstellungen sind 
identisch wie beim 3D-FE Modell der Kerbbiegeprobe, wobei beim FE-Modell des Werkstoffs S960QL 
eine Elementkantenlänge von 25 µm verwendet wurde, siehe Abschnitt 8.2.2. Spannungstensoren 
und Zustandsvariablen wurden ebenfalls aus der 3D-Simulation als Anfangsbedingung übernommen. 
Insgesamt wurden bei dem FE-Modell der Schweißzugproben aus S355J2+N fünf Zonen mit unter-
schiedlichen Verfestigungsmodellen modelliert, siehe Abschnitt 4.4.3, dargestellt in Abbildung 4-21 
(a). Diese entsprechen den jeweiligen Werkstoffzuständen aus den Querschliffen ohne die Berück-
sichtigung entsprechender Gefügegradienten, siehe Abschnitt 5.1 und Abschnitt 5.4. Da bei den Pro-
ben des Grundwerkstoffs S960QL keine Steigerung der Versetzungsdichte über eine größeren Be-
reich festgestellt werden konnte, wurden nur drei Zonen also Grundwerkstoff, Wärmeeinflusszone 
und Schweißzusatzwerkstoff modelliert, dargestellt in Abbildung 4-21 (b). 
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Die Simulation einiger weniger Lastspielen (𝑁 = 20) statt wie experimentell zwischen 𝑁 = 104 bis 107 
ist akzeptabel, da davon auszugehen ist, dass die Eigenspannungsumlagerung bei Schweißverbindun-
gen (Farajian et al., 2010; Leitner et al., 2017, 2018; Weich, 2009b) und verfestigtem (kugelgestrahl-
ter oder festgewalzter) niederfesten Stahl (SAE1045) (Altenberger, 1999; Martin et al., 1998) haupt-
sächlich in den ersten oder dem allerersten Lastspiel auftritt. Der Abgleich mit experimentellen Ei-
genspannungswerten erfolgte an Durchläufern (mit 𝑁 = 107 auf dem niedrigsten Lastniveau) bzw. an 
Proben, die bis zur halben Bruchlastspielzahl 𝑁𝐵/2 (höchstes Lastniveau) belastet wurden.  
 
4.6 Anwendung der Lebensdauerkonzepte 
4.6.1 Allgemeiner Ansatz 
Entsprechend der Erkenntnisse aus Abschnitt 2.2.2 ist davon auszugehen, dass während eines signi-
fikanten Teils der Lebensdauer der HFH-behandelten Proben keine oder nur kurze Risse im Bereich 
weniger 1/10 mm auftreten. Der Schwerpunkt der nachfolgenden Untersuchungen soll deshalb auf 
diesem Bereich der Rissinitiierung und des Mikrorisswachstums liegen, entsprechend den dehnungs-
basierten Schädigungskonzepten aus Abschnitt 2.5.2 und Abschnitt 2.5.3. Bei der FE-basierten An-
wendung dieser Konzepte wird dabei der Randschichtzustand (Eigenspannung, Verfestigung) nach 
der HFH-Behandlung berücksichtigt. Spannungen und Dehnungen für die Schädigungsberechnung 
innerhalb eines Lastspiels werden dabei aus einem FE-Modell zur Simulation der zyklischen Belas-
tung von Kerbbiege- und Schweißzugproben ausgelesen. Durch die Simulation einer bestimmten An-
zahl von Lastspielen wird dabei nur der Teil der Eigenspannung als zusätzliche Mittelspannung be-
rücksichtigt, der unter zyklischer Belastung erhalten bleibt, siehe Abschnitt 2.5.1.  
Als Kriterium für das Ende der Phase der Anrissbildung und des Beginns der Risswachstumsphase 
wurde der kritische Abstand 𝐿 (Spannungsabstandansatz, siehe Abschnitt 2.5.5) verwendet. Der kri-
tische Abstand legt dabei auch den Auswertebereich im FE-Modell fest. 
Um einen einheitlichen Vergleich zwischen experimentellen und numerischen Anrisslastspielzahlen 
𝑁𝑖  zu ermöglichen, werden die experimentell ermittelten Lastspielzahlen (𝑁1 bei der ersten Rastlinie 
bzw. 𝑁𝐵 beim Restbruch der Proben) aus Abschnitt 4.3.2 um den Anteil, welcher dem stabilen Riss-
fortschritt zugeordnet wird, reduziert, dargestellt in Abbildung 4-22. Dafür findet das Konzept der 
linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM), siehe Abschnitt 2.5.4, unter Berücksichtigung des zyklisch 
stabilen Eigenspannungszustands der jeweiligen Proben Anwendung.  
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Abbildung 4-22: Berechnungskonzept zum Vergleich von Anrisslastspielzahlen 𝑵𝒊 
 
4.6.2 Spannungsabstandsansatz 
Wie in Abschnitt 2.5.5 beschrieben, kann der Spannungsabstandansatz zur Abschätzung des Über-
gangsbereichs von physikalisch kurzen zu langen Rissen bzw. zur Abschätzung der (plastischen) 
Schädigungszone um die Rissspitze verwendet werden, wobei die vorgestellten Schädigungskon-
zepte nur zur Beschreibung physikalisch kurzer Risse und die Konzepte der linear-elastischen Bruch-
mechanik nur zur Beschreibung physikalisch langer Risse verwendet werden.  
Für S355J2 wird für den kritischen Abstand ein Wert von 𝐿=0,315 für statische Belastung angeben 
(Madrazo et al., 2014). Dieser deckt sich entsprechend mit Angaben für niederfeste Stähle für zykli-
sche Belastung, siehe Tabelle 2-5. Für höherfeste Stähle sind nur wenige Literaturangaben vorhan-
den. Allerdings konnte eine hohe Übereinstimmung des Ansatzes von Lawrence et al. (1978, 1981), 
siehe Gleichung (38), (Korrelation von 𝐿 und der Zugfestigkeit 𝑅𝑚) mit den Literaturwerten festge-
stellt werden, dargestellt in Abbildung 4-23 (a). Entsprechend wurde der kritische Abstand für alle 
Werkstoffzustände außer dem Grundwerkstoff aus S355J2+N über diese Approximation ermittelt. 
Entsprechend der Punkt-Methode (PM) für die Auswertung der Spannungen und Dehnungen im FE-
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Abbildung 4-23: (a) Kritischer Abstand 𝑳 für Baustähle, (b) Sensitivitätsanalyse des FE-Netzes  
 
Zusätzlich wurde durch eine Sensitivitätsanalyse der Einfluss des kritischen Abstands auf die ausge-
werteten Spannungen im FE-Modell untersucht. Dafür wurde das 2D-FE Modell, siehe Abbildung 4-20 
(b), mit rein linear-elastischem Materialverhalten (Kerbformzahlberechnung) verwendet.  Dabei 
wurde festgestellt, dass sich die elastische Spannung bei einer Reduzierung der Elementkantenlänge 
von 50 µm auf 25 µm um 2,4% und von 25 µm auf 10 µm um 0,9% erhöht, dargestellt in Abbildung 
4-23 (b). Wobei bemerkt werden sollte, dass eine Elementgröße von 25 µm ungefähr der Homogeni-
sierungsgrenze von etwa 3x der Korngröße des Baustahls S960QL entspricht (Welsch, 2015). 
 
4.6.3 Linear-elastische Bruchmechanik 
Der Rissfortschritt aller Kerbbiegeproben sowie einer Auswahl von Schweißzugproben wurde durch 
Rastlinienversuche dokumentiert, siehe Abschnitt 8.1. Allerdings wurden dabei in der Regel bereits 
bei der ersten Rastlinie Risstiefen um 𝑎 ≥ 1,2 mm ermittelt, die über dem kritischen Abstand 𝐿 (Span-
nungsabstandsansatz, siehe vorheriger Abschnitt 4.6.2) liegen, bzw. Risslängen, die über der Größen-
ordnung eines beginnenden Makroanriss (physikalisch langer Riss) liegen, siehe Abschnitt 2.5.5.  
Die folgenden Berechnungen des stabilen Rissfortschritts basieren auf dem Ansatz der linear-elasti-
schen Bruchmechanik (LEBM).  Ziel dieser Berechnungen ist es, eine einheitliche Risstiefe (oder An-
risskriterium) zum Vergleich der nachfolgenden Berechnung mit den dehnungsbasierten Schädi-
gungsparametern zu ermitteln. 
Die Integration der Rissfortschrittsgleichung 𝑑𝑎/𝑑𝑁, Gleichung (33), wurde mit der Fehlerbewer-
tungssoftware IWM VERB Version 8.1 nach dem Euler-Verfahren durchgeführt. Der zyklische Span-
nungsintensitätsfaktor ∆𝐾 wurde über die Ansatzfunktion nach Wang und Lambert (1995), siehe An-
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der Dicke 𝑡 bestimmt. Dabei gilt für die Rissform 0 ≤ 𝑎/𝑐 ≤ 1;  0 ≤ 𝑎/𝑡 ≤ 0,8 sowie 0 ≤ 𝑐/𝑊 ≤ 0,5. 
Für die Bestimmung der plastischen Maximallast (engl. plastic limit load) wurde der Ansatz nach 
Sattari-Far und Dillström (2004), siehe Anhang C, verwendet. Rissschließeffekte wurden nach dem 
Modell von Willenborg et al. (1971) berücksichtigt, wobei als Eingangsgrößen die zyklischen Streck-
grenzen der jeweiligen Werkstoffzustände nach Tabelle 6-1 verwendet wurden.  
Der Eigenspannungszustand wurde für die Rissfortschrittsberechnung ebenfalls berücksichtigt, wo-
bei die Eigenspannungstiefenverläufe aus dem 2D-FE Modell, siehe Abbildung 4-24, nach der Simu-
lation der zyklischen Belastung, also im zyklisch-stabilen Zustand abhängig vom Lastniveau verwen-
det wurde. Hierzu sei bemerkt, dass die genannten Tiefenverläufe die Spannungswerte einzelner Ele-
mente abbilden. Die Eigenspannungstiefenverläufe wurden anschließend zu den Lastspannungsver-
läufen der linear-elastischen FE-Analyse (Abschnitt 3.2) addiert.  
Für die Berechnung des Rissfortschritts wurden die Materialparameter 𝐶 und 𝑚 an mehreren unbe-
handelten Kerbbiegeproben kalibriert, wobei nur Proben mit einzelnen, semi-elliptischen Anrissen 
mit entsprechendem Randabstand verwendet wurden, dargestellt in Abschnitt 8.2.3. Dabei entspre-
chen die jeweiligen Exponenten 𝑚 in etwa den von Simunek et al. (2018) ermittelten Werten für die 
Grundwerkstoffe S355 und S960. Aufgrund der Vielzahl der einzelnen Rissausgangsorte sowie dem 
geringen Abstand dieser Risse bei den HFH-behandelten Kerbbiegeproben beider Grundwerkstoffe 
war keine entsprechende Kalibrierung möglich. Allerdings zeigten experimentelle Untersuchungen 
des Rissfortschritts an HFH-behandelten Stumpfstößen aus S355 und S690QL von Weich (2009b), 
dass die Rissfortschrittsgeschwindigkeit von unbehandelten und behandelten Proben in ein ähnli-
ches Streuband fällt. Entsprechend wurde die Annahme getroffen, dass geringe Unterschiede der 
Rissfortschrittsgeschwindigkeit zwischen unbehandelten und behandelten Proben vernachlässigt 
werden können. Die Kalibrierung der Materialparameter 𝐶 und 𝑚 erfolgte für die Schweißzugproben 
aus S355J2+N und S960QL analog zu den Kerbbiegeproben an Rastlinienversuchen aus dem IGF-Vor-
haben Nr.19227 N (Schubnell et al., 2020c). Allerdings traten an diesen Proben die Risse in Kanten-
nähe, aber nicht direkt an der HFH-behandelten Kante selbst auf, wobei sich bereits bei der ersten 
Rastlinie ein annähernd viertel-elliptischer Riss bildete, dargestellt in Abbildung 8-9. Für die Kalib-
rierung der Materialparameter wurde daher der Ansatz für viertel-elliptische Kantenrisse nach 
Varfolomeev (2000), siehe Anhang B, verwendet. 
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Abbildung 4-24: Tiefenverläufe der 2D-FE Simulation nach der zyklischen Belastung der Kerbbiegepro-
ben (a) und der Schweißzugproben (b) abhängig vom Lastniveau 
 
4.6.4 Dehnungsbasierte Schädigungsparameter 
Die Berechnung der Schädigungsparameter 𝑃𝑆𝑊𝑇 (Abschnitt 2.5.2) und 𝑃𝐹𝑆 inklusive der Modifikation 
nach Gates (2018) (Abschnitt 2.5.3) erfolgte durch ein Python-Skript. Der Berechnungsablauf ist in 
Anhang D dargestellt. Die Auswertung der Spannung und Dehnung erfolgte dabei über die Schnitt-
stelle des Programms ABAQUS direkt aus der odb-Datei. Für die Auswertung desjeweiligen Schädi-
gungsparametes wird das Prinzip der kritischen Ebene (engl. critical plane) verwendet. Dieses be-
sagt, dass das Versagen des Werkstoffs (Rissbildung und Risswachstum) in der oder den Ebene(n) 
mit der größten Schädigung auftritt (Socie und Marquis, 2000).  
Die Auswerteebene im FE-Modell wurde daher in 5°-Schritten variiert (Gates, 2018). Aufgrund des 
ebenen Spannungszustands erfolgte die Drehung nur in der Y/Z-Ebene bzw. entlang der Z-Achse ( -
Winkel) im jeweiligen FE-Modell. Die Berechnung der Schädigungsparameter 𝑃𝑆𝑊𝑇 und 𝑃𝐹𝑆 erfolgte 
nach ihrer mehrachsigen Definition nach Socie und Marquis (2000) entsprechend Gleichung (19) und 
Gleichung (30) basierend auf der Normal- 𝜀 und Scherdehnung 𝛾 sowie der Normalspannung 𝜎𝑛 
rechtwinklig zur Auswertebene für die jeweils minimale und maximale Spannung bzw. Dehnung im 
Lastspiel. Basierend auf dem Schädigungswert wurde anschließend die Anrisslebensdauer durch das 
Lösen der jeweiligen nichtlinearen Gleichung mit dem Newton-Verfahren errechnet. Dafür werden 
die Coffin-Manson-Parameter 𝜎𝑓′, 𝜀𝑓′, 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 für axiale Dehnung in die Parameter für Scherdeh-
nung 𝜏𝑓′, 𝛾𝑓′, 𝑏𝛾 und 𝑐𝛾 gemäß Gleichung (25) bis (27) umgerechnet. Die Auswerteebene mit dem 
minimalen Lebensdauerwert wurde dabei als kritische Ebene identifiziert. Der Ablauf der Schädi-
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Abbildung 4-25: (a) Ablaufdiagramm der Schädigungsberechnung, (b) Auswertepfade entlang des kri-
tischen Abstands 
 
Das Auswertelement bzw. der Ort der Auswertung im FE-Modell wurde basierend auf dem Werk-
stoffzustand jeweils anhand des Spannungsabstandsansatzes, siehe Abschnitt 8.2.2, festgelegt. Die 
Auswertung erfolgte nach der Punkt-Methode (Taylor, 2008), siehe Abschnitt 2.5.5, im Abstand 𝐿/2 
basierend auf den Gauß-Integrationspunkten der FE-Elemente. Für den Fall, dass 𝐿/2 zwischen den 
zwei Integrationspunkten liegt, wurde zwischen diesen linear interpoliert. Dabei lässt die Definition 
des kritischen Abstands in Kombination mit dem Prinzip der kritischen Ebene allerdings Interpreta-
tionsspielraum zu, dargestellt in Abbildung 4-25 (b), da eine Vielzahl von Punkten im gleichen kriti-
schen Abstand vom Element mit der höchsten Normalspannung liegen. Dieser Umstand wurde von 
Gates (2018) ausführlich diskutiert und prinzipiell zwei mögliche Pfade der Auswertung verglichen: 
Der Pfad entlang der höchsten Scherdehnung (bei etwa ≈ 45°) und der Pfad der höchsten Normal-
dehnung (bei = 0°).  
Materialparameter 𝒌𝑭 (𝑵) 
Der Materialparameter 𝑘𝐹𝑆(𝑁) gibt beim 𝑃𝐹𝑆-Parameter die Normalspannungsempfindlichkeit über 
den Term 𝜎⊥,𝑚𝑎𝑥 / 𝜏∆𝛾 vor und ist gemäß Gleichung (31) bzw. in der modifizierten Version nach Glei-
chung (32) definiert. Die Anpassung des Materialparameters 𝑘𝐹𝑆(𝑁), entsprechend der Definition 
nach Gleichung des 𝑃𝐹𝑆-Parameters erfolgte an die Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche an 
glatten Proben, siehe Abschnitt 6.3. Dabei gilt die prinzipielle Annahme, dass die Phase des stabilen 
Rissfortschritts bei diesen glatten, polierten Proben vernachlässigbar ist. Da diese Versuche mit-
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𝑘𝐹𝑆(𝑁) die Normalspannungsempfindlichkeit der jeweiligen Werkstoffzustände, aber nicht die Mit-
telspannungsempfindlichkeit abbilden. Für den direkten Vergleich der errechneten Anrisslastspiel-
zahlen mit den experimentellen Werten, wurde die jeweilige Dehnungsamplitude aus den Versuchen 
auf ein einzelnes FE-Element aufgebracht und die Schädigungsparameter aus der Spannung-Deh-
nungshysterese ausgewertet. Der Term 𝑘𝐹𝑆(𝑁) des 𝑃𝐹𝑆-Parameters wurde so angepasst, dass die er-
rechneten Lastspielzahlen mit den experimentellen Werten zusammenfallen. 
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5 Charakterisierung des Randschichtzustandes 
5.1 Härte und Gefüge 
In Abbildung 5-1 ist das Randschichtgefüge nahe des Kerbgrunds der Kerbbiegeproben nach der 
HFH-Behandlung dargestellt. Für den Werkstoff S355J2+N wurde nach der HFH-Behandlung eine 
deutliche Deformation der Körner bis zu einer Tiefe von 300 µm gegenüber dem unbehandelten Zu-
stand festgestellt. Dabei ist eine starke Erhöhung der Versetzungsdichte besonders in einer Tiefe von 
50 µm bis 100 µm, siehe Abbildung 5-5 (a), gegenüber dem unbehandelten Zustand, siehe Abbildung 
5-5 (a), sichtbar. Beim höherfesten S960QL war keine signifikante Deformation des Gefüges bzw. Än-
derung der Versetzungsdichte in der oberflächennahen Schicht festzustellen, siehe Abbildung 5-5 (c). 
 
 
Abbildung 5-1: Gefüge S355J2+N im HFH-behandelten Zustand (a) und unbehandelten Zustand (b) und 
S960QL im HFH-behandelten Zustand (c) (Schubnell et al., 2020e) 
 
Die Ergebnisse dieser Härtemessungen sind in Abbildung 5-2 zusammengefasst und dienten der Be-
stimmung des Grades der Randschichtverfestigung. Dabei konnten bei HFH-behandelten Kerbbiege-
proben aus S355J2+N für unterschiedliche Vorspannungen (keine Vorspannung, negative- und posi-
tive Vorspannung) jeweils fast identische Härtewerte ermittelt werden, siehe Abbildung 5-2 (a) – (c). 
Die maximalen Härtewerte in der HFH-behandelten Randschicht lagen bei bis zu 340 HV0,05 gegen-
über einer mittleren Härte des Grundwerkstoffes von 209 HV0,05. Die Steigerung der Randschicht-
härte war über eine Tiefe von 1,5 mm feststellbar. Bei den Kerbbiegeproben aus S960QL konnten 
dagegen nur punktuell geringfügig höhere Härtewerte von maximal 465 HV0,05 gegenüber einer 
mittleren Grundwerkstoffhärte von 435 HV0,05 ermittelt werden, siehe Abbildung 5-2 (d) und (e). 
Im Kerbgrund war gar keine Steigerung der Härte festzustellen. 
 
a b c
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Abbildung 5-2: Härtemessungen der Kerbbiegeproben aus S355J2+N im HFH-behandelten Zustand (a) 
mit positiver Vorspannung (b) und negativer Vorspannung (c) und aus S960QL unbe-
handelt (d) und HFH-behandelt (e) sowie Härtetiefenprofile in der Kerbmitte (f) 
(Schubnell et al., 2020e) 
 
Analog zu der qualitativen Gefügeanalyse der Kerbbiegeproben wurden ebenfalls Untersuchungen an 
Schweißzugproben durchgeführt, siehe Abbildung 5-3. Dabei lag der Kerbgrund im HFH-behandelten 
Übergangsbereich zwischen Wärmeeinflusszone (WEZ) und Grundwerkstoff (GW). Hier liegt je nach 
Werkstoff ein entsprechendes Mischgefüge vor. Im unbehandelten Zustand liegt der Nahtübergang 
im Bereich der Grobkornwärmeeinflusszone, dargestellt in Abbildung 5-3. Ähnlich wie bei den Kerb-
biegeproben war bei den Schweißzugproben aus dem GW S355J2+N eine deutliche Deformation des 
Gefüges bzw. Zunahme der Versetzungsdichte in einer Tiefe von 150 µm bis 250 µm nach der PIT 
bzw. HiFIT-Behandlung zu erkennen. Bei den Schweißzugproben aus S960QL war dagegen nur eine 
geringfügige Erhöhung der Versetzungsdichte in einer Tiefe von weniger als 50 µm festzustellen. 
Die Mikrohärtemessungen an den Schweißzugproben erfolgten im gleichen Raster und mit dem glei-
chen Messgerät wie die Mikrohärtemessungen an den Kerbbiegeproben. Die Mikrohärte auf einer 
Härteskala von HV1 wurde dabei über den gesamten Querschnitt der Quersteife bei den jeweiligen 
Proben ermittelt und ist in Abbildung 5-4 zusammengefasst. Bei beiden Werkstoffen zeigte sich eine 
deutliche Änderung der Härte im Bereich der Wärmeeinflusszone von 172HV1 auf 245 HV1 im Mittel 
bei S355J2+N und im Bereich der feinkörnigen Wärmeeinflusszone von 405 HV1 auf 342 HV1 im Mit-
tel bei S960QL. Beim Werkstoff S960QL wurde im Bereich der Grobkornwärmeeinflusszone eine 
deutliche Zunahme der Härte bis teilweise 485 HV1 festgestellt. 
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Abbildung 5-3: Gefüge am Nahtübergang im Grundzustand (GZ) sowie nach der PIT- bzw. HiFIT-Behand-
lung (Schubnell et al., 2020c) 
 
Zusätzlich wurden Mikrohärtemessungen im HFH-behandelten Bereich der Schweißzugproben 
durchgeführt, dargestellt in Abbildung 5-5. Dabei konnte bei den PIT-behandelten Schweißzugpro-
ben aus dem Werkstoff S355J2+N eine deutliche Steigerung der Härte im Bereich der WEZ auf bis zu 
353 HV0,05 gegenüber einer mittleren Härte der unbehandelten Randschicht von 270 HV0,05, fest-
gestellt werden. Die Härtesteigerung wurde dabei in einer Tiefe von 0,2 mm nachgewiesen. Die ma-








Charakterisierung des Randschichtzustandes Seite 87 von 171 
  
handlung. Allerdings war die mittlere Randschichthärte nach PIT- und HiFIT-Behandlung fast iden-
tisch. Bei den HFH-behandelten Schweißzugproben aus dem Werkstoff S960QL wurde nur punktuell 
eine geringe Steigerung der Randschichthärte auf 412 HV0,05 festgestellt. Die Härte im Bereich des 
Kerbgrunds betrug zwischen 390HV0,05 und 405 HV0,05. 
 
 
Abbildung 5-4: Querschnitt der Schweißzugproben und Mikrohärtemessungen (Ladendorf et al., 2020) 
 
 
Abbildung 5-5: Härtemessung der HFH-behandelten Randschicht der Schweißzugproben (Schubnell et 
al., 2020c) 
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5.2 Oberflächentopografie 
Zur Charakterisierung der Oberflächengrobgestalt  wurde die Eindrucktiefe 𝑡𝑝 nach Definition der 
VDI-Richtlinie 3416 (VDI, 2018) an den Kerbbiegeproben und Schweißzugproben ermittelt. Ebenfalls 
wurde der Konturradius des HFH-behandelten Profils bzw. Kerb- und Nahtübergangsradius be-
stimmt, siehe Abbildung 5-6. Die Ergebnisse sind jeweils in Abbildung 5-7 zusammengefasst.  
 
Abbildung 5-6: Definition und Messung der Eindrucktiefe nach IIW-Richtlinie (Marquis und Barsoum, 
2016) bzw. Tiefe der geometrischen Struktur nach VDI-Richtlinie 3416 (VDI, 2018) 
und des Konturradius des HFH-behandelten Profils 
 
Abbildung 5-7: Geometrische Parameter HFH-behandelter Proben im Vergleich mit den ermittelten 
Werten an flachen Proben nach Schubnell et al. (2020b) 
 
Der Mittelwert der ermittelten geometrischen Eindrucktiefe 𝑡𝑝 sowie des Radius des HFH-behandel-
ten Profils bzw. Nahtübergangsradius sind in Abbildung 5-7 dargestellt. Die Fehlerbalken entspre-
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ermittelten geometrischen Parameter an Flachproben von Foehrenbach (2016) und Ernould (2017) 
dargestellt. Für die untersuchten Kerbbiegeproben wurden Eindrucktiefen unter 0,14 mm (Werkstoff 
S355J2+N) sowie unter 0,08 mm (Werkstoff S960QL) ermittelt. Die minimalen Werte für den Werk-
stoff S960QL lagen jeweils nahe bei 0 mm. 
 
5.3 Eigenspannung 
Röntgenbeugungsmessungen am Kerbgrund der Kerbbiegeprobe vor der Behandlung zeigten, dass 
die Eigenspannungen längs zur Behandlungsrichtung unter 50 MPa und quer zur Behandlungsrich-
tung unter 15 MPa lagen. Wie anhand von Abbildung 5-8 zu erkennen ist, bewirkt die negative Vor-
spannung (-0,5 Streckgrenze im Kerbgrund) eine deutliche Reduzierung der oberflächennahen 
Druckeigenspannung in Querrichtung (Vorspannungsrichtung) nach der Behandlung der Kerbbiege-
proben sowohl beim Werkstoff S355J2+N als auch beim Werkstoff S960QL.  
 
 
Abbildung 5-8: Eigenspannungstiefenverläufe HFH-behandelter Kerbbiegeproben in Abhängigkeit der 
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Eine positive Vorspannung dagegen bewirkt eine Zunahme der Druckeigenspannungen in Querrich-
tung am Kerbgrund bei beiden Werkstoffen, während in Tiefenrichtung teilweise auch geringere 
Druckeigenspannungen im Vergleich zum HFH-behandelten Zustand ohne Vorspannung festzustel-
len waren. Der Unterschied des Eigenspannungszustandes in Abhängigkeit der Vorspannung ist bei 
dem höherfesten Werkstoff S960QL deutlich stärker ausgeprägt. Im Verhältnis zur Streckgrenze bei-
der Werkstoffe wurde ohne Vorspannung durch die HFH-Behandlung fast identische Druckeigen-
spannungen über nahezu gleiche Tiefe festgestellt. 
Wie in Abbildung 5-9 dargestellt, waren nach der PIT-Behandlung deutlich höhere Druckeigenspan-
nungsbeträge festzustellen als bei der HiFIT-Behandlung mit deutlich höherem Vorschub bzw. kür-
zerer Behandlungsdauer. Dabei ist der Unterschied zwischen den Eigenspannungstiefenverläufen in 
Querrichtung zur Naht deutlich stärker ausgeprägt als in Längsrichtung. Beim höherfesten Werkstoff 
S960QL wurden höhere Druckeigenspannungsbeträge gemessen als beim niederfesten Werkstoff 
S355J2+N. Der Unterschied wurde hauptsächlich bei den Druckeigenspannungen in Querrichtung 
festgestellt. Die Tiefenwirkung der Druckeigenspannungen war bei den Proben aus S355J2+N höher 
als bei den Proben aus S960QL.  
Abbildung 5-9: Eigenspannungstiefenverläufe HFH-behandelter Schweißzugproben nach der PIT- und 















































































































































































Wie die Untersuchungen zeigten, kommt es im Aufschlagsbereich des Hammers zur einer massiven 
Umformung des Kerbgrunds bzw. des Nahtübergangs. Die gemessenen Eindrucktiefen an den Kerb-
biegeproben nach der PIT-Behandlung sind deutlich geringer als die gemessenen Werte an flachen 
Grundwerkstoffproben aus S355 und S960 von Foehrenbach et al. (2016) (siehe Abbildung 5-7). Glei-
ches trifft auf die von Weich (2009b) nach der HiFIT- und Kurshid et al. (2017) nach der UIT-Behand-
lung gemessenen Eindrucktiefen zu. Dies ist vor allem auf die unterschiedlichen Kontaktbedingungen 
zwischen Hammer und der runden Kerbgeometrie im Vergleich zu flachen Proben zurückzuführen. 
Hinsichtlich der Eindrucktiefe liegen die erzielten Werte an den PIT- und HiFIT-behandelten 
Schweißzugproben im Mittel deutlich unter der IIW-Empfehlung von Marquis und Barsoum (2016) 
von 0,2 – 0,6 mm. Allerdings wurden bereits an Kehlnähten aus S355 von Dürr (2007) und von 
Kuhlmann und Gunther (2009) nach der PIT-Behandlung ähnliche Eindrucktiefen im Mittel von 0,1 
mm bzw. 0,17 mm gemessen.  
Nach der HiFIT-Behandlung wurden bei den untersuchten Schweißzugproben trotz des größeren Ab-
stands der Aufschläge (abgeschätzt aus Vorschub und Schlagfrequenz) höhere Eindrucktiefen als 
nach der PIT-Behandlung erreicht. Dies lässt sich auf den geringeren Hammerkopfdurchmesser bei 
der HiFIT-Behandlung zurückführen. 
Randschichtverfestigung 
Bei allen untersuchten Proben aus S355J2+N wurde eine starke Zunahme der Versetzungsdichte bzw. 
Randschichthärte im Aufschlagsbereich des Hammers festgestellt. Die gemessenen Härtewerte an 
den Kerbbiegeproben aus dem Stahl S355J2+N korrelieren hinsichtlich der Einwirktiefe von 1,5 mm 
weitestgehend mit den Härtetiefenverläufen an HFH-behandelten Flachproben aus S355J2H 
(Ernould, 2017; Ernould et al., 2019a), wobei in diesem Fall trotz etwas geringerer Behandlungszeit 
(3x Durchläufe mit 𝑉 = 2 mm/s) teilweise höhere, randnahe Härtewerte von bis zu 398 HV0,05 ge-
messen wurden. Dass keine Steigerung der Randschichthärte bei den Kerbbiegeproben aus dem Stahl 
S960QL festgestellt werden konnte, deckt sich mit den Untersuchungen von Ernould (2017) an Flach-
proben aus S960QL. In diesem Fall konnte auch auf einer Härteskala von HV0,005 mit entsprechend 
geringen Eindruckabständen keine Änderung der Randschichthärte festgestellt werden. 
Die Einwirktiefe der Randschichtverfestigung bei den HiFIT- und PIT-behandelten Schweißzugpro-
ben aus S355J2+N von 0,3 mm deckt sich in etwa mit den Untersuchungen von Weich (2009b) (HiFIT-
Behandlung mit fast identischen Behandlungsparametern), auch wenn in diesem Fall nach der Be-
handlung höhere Härtewerte von bis zu 400 HV0,05 erzielt wurden, wobei allerdings auch die Härte 
im Ausgangszustand mit < 200 HV0,05 niedriger lag als bei der hier untersuchten WEZ. Allerdings 
wurden durch Baier (2015) und Ghahremani et al. (2015) für die UIT-Behandlung von Quersteifen 
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aus S355MC bzw. 350W Stahl deutlich höhere Eindrucktiefen von bis zu 1 mm, aber geringere Härte-
werte < 300 HV0,05 festgestellt, wobei in beiden Fällen Werkstoff und Durchmesser des Hammers 
nicht dokumentiert sind. Dass keine Steigerung der Randschichthärte bei den HFH-behandelten 
Schweißzugproben aus dem Stahl S960QL festgestellt werden konnte, deckt sich mit den Ergebnissen 
von Leitner et al. (2014).  
Eigenspannungszustand 
Eine Abschätzung der Genauigkeit der Eigenspannungsanalyse durch Neutronenbeugungsmessung 
zeigte eine Streubreite von grob +/- 100 MPa im Rahmen einer Round Robin Studie an geschweißten 
Proben, bedingt durch verschiedene Messgeräte und –einstellungen (Smith et al., 2018). Dies sollte 
beim Abgleich der experimentellen Ergebnisse berücksichtigt werden. Haupteinflussfaktoren sind 
nach Wimpory et al. (2018) dabei in erster Linie die Korngröße bzw. die Anzahl der Körner im Mess-
volumen in Kombination mit der ermittelten Halbwertsbreite. Bei einer relativ hohen Halbwerts-
breite von 0,6° wird ein Minimum von 72 Körnern im Messvolumen empfohlen. Aufgrund der relativ 
kleinen Korngröße von etwa < 20 µm der hier untersuchten Werkstoffzustände und dem großem 
Messvolumen ist zu erwarten, dass der Messfehler deutlich unter dem Richtwert von Wimpory et al. 
(2018) für Stahl von +/- 40 MPa liegt.  
Hinsichtlich des ermittelten Eigenspannungszustandes nach der HFH-Behandlung fallen die gemes-
senen Quer- und Längseigenspannungswerte der Kerbbiegeproben in das Streuband der dokumen-
tierten Werte an flachen Proben aus den Grundwerkstoffen der Stahlklassen S355 und S960 
(Foehrenbach et al., 2016; Kurshid et al., 2017; I. Weich, 2009b), siehe auch Abschnitt 2.2.1. Die Quer- 
und Längseigenspannungen an der Oberfläche stimmen weitestgehend mit den Werten an flachen 
Platten aus S355J2+H überein (Foehrenbach et al., 2016). Dabei liegen die Druckeigenspannungen 
jedoch deutlich niedriger als bei der UIT-Behandlung an flachen Proben aus Stahl mit ähnlicher Fes-
tigkeit (Weich, 2009b; Yekta et al., 2013). Im Unterschied zu den Ergebnissen von Kurshid et al. 
(2017) ist im Vergleich der beiden Werkstoffe S355J2+N und S960QL ein betragsmäßiger Anstieg der 
Druckeigenspannungen mit der Streckgrenze bei einer Reduzierung der Einwirktiefe zu erkennen. 
Dies deckt sich mit dem grundlegenden Einfluss der Werkstoffhärte auf den Eigenspannungszustand 
(Schulze et al., 2016), siehe auch 2.1.3. 
Die ermittelten Eigenspannungswerte (Quer- und Längsrichtung) nach der PIT- bzw. HiFIT-Behand-
lung an der Oberfläche fallen in das von Weich (2009b) angegebe Streuband für HiFIT- bzw. UIT-
behandelte Stumpfstöße aus S355J2 bzw. in das Streuband der ermittelten Eigenspannungswerte für 
verschiedene Behandlungsdauern bei der UIT-Behandlung von Quersteifen aus 350W Stahl (Yekta et 
al., 2013). Dabei entsprechen die ermittelten, betragsmäßig niedrigeren Eigenspannungswerte je-
weils in etwa den Minimalwerten von Weich (2009b) und Yekta et al. (2013). Ebenfalls liegen die 
ermittelten Eigenspannungswerte an den PIT- und HiFIT-behandelten Quersteifen aus S355J2+N im 
Bereich der dokumentierten Werte von Yildirim und Marquis (2013) für HiFIT-, UIT-, UNP- und UPT-
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Behandlung von Längssteifen aus S700MC, wobei die ermittelten Eigenspannungswerte an den Quer-
steifen aus S960QL im Mittel etwas über diesen Werten liegen. Allerdings wurden in Querrichtung 
von Okawa et al. (2013) nach der UIT-Behandlung von Quersteifen aus niederfestem Stahl teilweise 
betragsmäßig deutlich höhere Eigenspannungswerte ermittelt.  
Insgesamt ist festzuhalten, dass die in dieser Arbeit gemessenen Eigenspannungen prinzipiell mit 
Werten aus der Literatur übereinstimmen. Ein direkter Vergleich der hier gemessenen Eigenspan-
nungszustände mit Literaturwerten speziell für geschweißte Proben ist aufgrund der Vielzahl an Ein-
flussgrößen (Behandlungsverfahren, Werkzeugeinstellungen und Behandlungsparameter, unter-
schiedliche Grundwerkstoffe sowie Schweißprozesse und –parameter, Eigenspannungsmessverfah-
ren und –parameter, … ) jedoch nur bedingt möglich.  
Die unterschiedlichen Eigenspannungszustände der Kerbiegeproben, abhängig von der Vorspan-
nung, lassen sich zum einen durch den unterschiedlichen Spannungszustand während der Behand-
lung begründen und zum anderen mit einer unterschiedlichen Umlagerung der Eigenspannungen 
beim Entlasten der Probe, je nachdem ob vor der Behandlung im Kerbbereich Druck- oder Zugspan-
nungen vorlagen. Bei den Schweißzugproben sind die unterschiedlichen Eigenspannungszustände 
nach der PIT- bzw. HiFIT-Behandlung auf die höhere Anzahl von Aufschlägen bei der PIT-Behandlung 
zurückzuführen, auch wenn die Schlagfrequenz beim HiFIT-Werkzeug deutlich höher ist. 
Zwischenfazit 
Für die nachfolgenden Untersuchungen werden folgende Erkenntnisse zugrunde gelegt: 
a. Bei den Kerbbiegeproben beider Grundwerkstoffe wurden nur geringe Formabweichungen 
durch die HFH-Behandlung festgestellt. Entsprechend der Analyse aus Abschnitt 3.2 ist daher 
nur ein äußerst geringer Einfluss der Geometrieänderung durch die HFH-Behandlung zu er-
warten.  
b. Geringe Unterschiede der oberflächennahen Härte der Kerbbiegeproben, aber signifikante 
Unterschiede des Eigenspannungszustandes zeigen, dass eine entsprechende Trennung der 
Effekte der Randschichtverfestigung und Druckeigenspannungen hinsichtlich des Ermü-
dungsverhaltens zu erwarten ist.  
c. Sowohl bei den Kerbbiegeproben als auch bei den Schweißzugproben aus S960QL konnte 
keine Änderung der Randschichthärte nach der HFH-Behandlung festgestellt werden. 
d. Der Kerbgrund des HFH-behandelten Profils liegt bei den Schweißzugproben besonders bei 
den Proben aus S355J2+N weitestgehend im Grundwerkstoff. Die Eindrücke der Schliffbilder 
beider Werkstoffe zeigen, dass der Schweißzusatzwerkstoff kaum von der HFH-Behandlung 
betroffen ist, bzw. nicht oder nur geringfügig im Kontaktbereich des Hammers liegt. 
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6 Werkstoffcharakterisierung 
6.1 Thermopyhsikalische Gefüge-Simulation 
Das Gefüge der thermopyhsikalisch-simulierten Wärmeeinflusszone (WEZ) ist im Vergleich zum Ge-
füge der realen WEZ sowie des Grundwerkstoffes (GW) unter 500-facher Vergrößerung in Abbildung 
6-1 dargestellt. Zum Abgleich wurden Gefügeanteile, Korngröße und Mikrohärte des Grundwerk-
stoffs und der Wärmeeinflusszone ermittelt. Die Gefügeanteile bestanden beim Grundwerkstoff 
S355J2+N zu 78 % aus Ferrit und zu 22 % Perlit. Beim Grundwerkstoff S960QL wurde dagegen ein 
vollständig martensitisch-bainitisches Gefüge ermittelt. Die Grobkornwärmeeinflusszonen aller 
Werkstoffe zeigen ein nahezu vollständiges bainitisches Gefüge mit geringen martensitischen Antei-
len der WEZ von S960QL. Die mittlere Korngröße nach ASTM E112-13 betrug beim Grundwerkstoff 
S355J2+N 20 µm und beim Grundwerkstoff S960QL 9 µm. 
Die Mikrohärte nach Vickers auf der Härteskala HV1 nach DIN EN ISO 6507-1:2018-07 der thermo-
physikalisch simulierten WEZ im Vergleich zur realen WEZ ist in Abbildung 6-1 dargestellt. Korn-
größe, Gefügeanteile und Härte zeigen dabei für alle untersuchten Werkstoffe eine weitestgehende 
Übereinstimmung zwischen realer und thermophysikalisch simulierter WEZ.  
 
 
Abbildung 6-1: Vergleich von Härte und Gefüge der Grundwerkstoffe sowie realer und thermophysika-
lisch simulierter Wärmeeinflusszonen (Schubnell et al., 2019) 
 
6.2 Monotone Versuche 
Die Verfestigungskurven, ermittelt durch quasi-statische Zugversuche, sind in Abbildung 6-2 (a) dar-
gestellt. Die weiteren ermittelten, mechanischen Eigenschaften der untersuchten Werkstoffzustände 
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Abbildung 6-2: (a) Quasi-statische Verfestigungskurven von Wärmeeinflusszone (WEZ) und Grund-
werkstoff (GW), (b) Dehnratenabhängige Streckgrenze 𝑹 ( ̇) (Schubnell et al., 2020c) 
 
Die ermittelten Streckgrenzen sind in Abbildung 6-2 (b) zusammengefasst. Die dehnratenabhängige 
Streckgrenze für den Grundwerkstoff S355J2+N wurde aus Untersuchungen von Foehrenbach (2016) 
entnommen. 
Die ermittelten Verfestigungskurven der Schweißzusatzwerkstoffe aus den Druckversuchen zeigen 
eine hohe Streuung im Vergleich zum Grundwerkstoff, dargestellt in Abbildung 6-3. Die ermittelten 
Werte für die Streckgrenze aus dem Zug- und Druckversuch für Grundwerkstoff und Wärmeeinfluss-
zone unterscheiden sich für beide Werkstoffe nur minimal. 
 
 
Abbildung 6-3: Verfestigungskurven aus Druckversuchen an Grundwerkstoffen (GW), Wärmeeinfluss-
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Tabelle 6-1: Mechanische Eigenschaften der untersuchten Werkstoffzustände 















S355J2+N 420 265 538 24* 169 
S960QL 1011 772 1060 14* 316 
S355 (WEZ) 713 417 943 35 293 
S960 (WEZ) 952 908 1303 31 407 
 
6.3 Zyklische Versuche 
Die zyklische 0,01% Dehngrenze bzw. zyklische Streckgrenze wurde analog zur statischen 𝑅𝑝0,2 
Dehngrenze bestimmt, an zyklisch-belasteten Rundproben ermittelt und ist in Tabelle 6-1 zusam-
mengefasst. Die Ergebnisse der IST und LCF- bzw. HCF-Versuche sind in Abbildung 6-4 zusammen-
gefasst. Die Schwingfestigkeit der WEZ-Proben des Baustahls S355J2+N liegt deutlich über den GW-
Proben. Bei S960QL lag die Schwingfestigkeit der GW-Proben hingegen konstant oberhalb der 
Schwingfestigkeit der WEZ Proben. Generell wurde eine sehr ähnliche Schwingfestigkeit der WEZ-
Proben (S355J2+N und S960QL) unabhängig vom Ausgangswerkstoff ermittelt.  
Die auf Basis der zyklischen Versuche ermittelten Coffin-Manson Parameter 𝜎𝑓′, 𝜀𝑓′, 𝑏𝜀 und 𝑐ε sind in 
Tabelle 6-2  zusammengefasst.  
 
Tabelle 6-2: Ermittelte Coffin-Manson und Ramberg-Osgood Parameter 
Werkstoff 
Zustand E [MPa] 𝜎𝑓
′ [MPa] 𝜀𝑓
′  [-] 𝑏𝜀 [-] 𝑐ε [-] 𝐾′ [MPa] 𝑛′ [-] 
S355J2+N GW 204933 1291 0,442 -0,115 -0,543 1351 0,224 
GW+HFH* 204933 1135 0,495 -0,090 -0,560 1350 0,181 
WEZ 198968 1267 0,895 -0,080 -0,651 1119 0,109 
WEZ+HFH* 198968 1327* 0,895 -0,080 -0,650 1687** 0,153** 
S960QL GW 227316 2626 0,324* -0,107 -0,6* 1201 0,049 
WEZ 199956 3668* 0,253* -0,154* -0,6* 1433** 0,048** 
*Korrelation nach Roessle und Fatemi (2000), **Korrelation nach Lopez und Fatemi (2012) 
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Abbildung 6-4: Korrelation zwischen Dehnung und der Lastspielzahl bis Versagen sowie zyklische Ver-
festigungskurve (Schubnell et al., 2020c) 
 
6.4 Abschätzung zyklischer Materialparameter 
Ein Vergleich der 𝜀 − 𝑁-Korrelation bzw. zyklischen 𝜎 − 𝜀-Korrelation ist in Abbildung 6-5 darge-
stellt. Aufgrund der im Abschnitt 2.5.6 aufgeführten Erkenntnisse wurden die zyklischen Materialpa-
rameter schließlich mit den Approximationsmethoden auf Basis der jeweiligen Randschichthärte 
nach Roessle und Fatemi (2000) bzw. nach Lopez und Fatemi (2012) bestimmt. 
Die ermittelten Parameter sind in Tabelle 6-2 zusammengefasst. Da sowohl bei den Kerbbiegeproben 
als auch bei den Schweißzugproben aus dem Werkstoff S960QL keine Härtesteigerung ermittelt wer-
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Abbildung 6-5: Abschätzung des zyklischen Verhaltens der HFH-behandelten Randschicht der Kerbbie-
geproben nach verschiedenen Schätzmethoden 
 
6.5 Thermopyhsikalische Eigenschaften  
Die thermophysikalischen Eigenschaften der Grundwerkstoffe für die Schweißstruktursimulation 
wurden mit dem Softwarepaket JMatPro Version 10 abhängig von der chemischen Zusammensatzung 
generiert. Die Ergebnisse sind in Abbildung 6-6 zusammengefasst.  
 
Abbildung 6-6: Thermophysikalische Werkstoffkennwerte (Schubnell et al., 2020c) 
 
6.6 Zeit-Temperatur-Umwandlungsverhalten 
Das Zeit-Temperatur-Umwandlungsverhalten wurde ebenfalls mit dem Softwarepaket JMatPro auf 
Basis der chemischen Zusammensetzung, AC3-Temperatur und Korngröße der Grundwerkstoffe be-
stimmt. Zum Vergleich wurden die ZTU-Schaubilder von Werkstoffen mit ähnlicher chemischer Zu-
sammensetzung aus der neusten Version des Schweiß-ZTU-Atlas von Seyffarth et al. (2018) herange-
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Abbildung 6-7: Zeit-Temperatur-Umwandlungs (ZTU) Schaubilder der Grundwerkstoffe  




Bei den durchgeführten monotonen Zug- und Druckversuchen wurden bei beiden Versuchswerkstof-
fen besonders beim Werkstoff S355J2+N stark unterschiedliche mechanische Eigenschaften zwi-
schen Grundwerkstoff und Wärmeeinflusszone (WEZ) festgestellt. Dies ist durch die hohe Tempera-
tur in der WEZ oberhalb der Austenitisierungstemperatur bei der thermophysikalischen Simulation 
bzw. beim realen Schweißprozess und der damit verbundenen Gefügeumwandlung mit einem höhe-
ren Martensitanteil als im Grundwerkstoff bedingt und auch durch die höhere Härte der WEZ ersicht-
lich. Die Verfestigungskurven der Grundwerkstoffe entsprechen dem Typ III nach Macherauch und 
Zoch (2011) mit Lüdersdehnungsbereich, welcher typisch ist für Baustähle mit niedrigem Kohlen-
stoffgehalt. Die Verfestigungskurven der Wärmeeinflusszonen entsprechen dagegen dem Typ I ohne 
ausgeprägte Streckgrenze, welcher typisch für krz-reine austenitische Stähle oder hochangelassene 
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Baustahls S960QL eine etwas geringere 𝑅𝑝0,2 Dehngrenze von 950 MPa gegenüber dem Grundwerk-
stoff von 1011 MPa ermittelt, wobei Zug- und Druckversuche zu fast identischen Werten führten. Da-
gegen betrug die 𝑅𝑝0,2 Dehngrenze bei der WEZ des Baustahls S355J2+N 713 MPa gegenüber des 
Grundwerkstoffs von 420 MPa. Die Streckgrenze liegt damit 100 MPa unter der ermittelten Streck-
grenze der WEZ von Hemmesi (2020).  
Allerdings wurde bei den Zugversuchen an Proben mit WEZ-Gefüge keine ausgeprägte Streckgrenze 
festgestellt, wie normalerweise üblich bei C-Stählen. Der Grund hierfür kann in dieser Arbeit nicht 
abschließend geklärt werden. Ursachen können u.a. die Reduktion von Versetzungsverankerungen 
bzw. von Fremdatomansammlungen in Spannungsfeldern (Cottrell-Wolken) sein. Das für Proben mit 
WEZ-Gefüge keine ausgeprägte Streckgrenze bzw. Lüdersdehnungsbereich festgestellt werden 
konnte, deckt sich mit den Untersuchungen von Genchev et al. (2017) sowie für Proben, die direkt 
aus der WEZ des Grundwerkstoffs S355J2H+N entnommen wurden (Hempel et al., 2016). 
Bei den Zugversuchen an Proben mit WEZ Gefüge wurde außerdem eine deutlich geringere Bruch-
dehnung von 𝑍 = 3-5% bzw. Duktilität festgestellt. Für die grobkörnige WEZ gegenüber dem Grund-
werkstoff des Stahl S960, ist dies u.a. dokumentiert von Jambor et al. (2018) sowie Sisodia und Gáspár 
(2019). Zudem wurden etwas höhere Härtewerte einer thermophysikalisch-simulierten Grobkorn-
wärmeeinflusszone von 425HV10 bei einer etwas höheren t8/5-Zeit von 5s an einem S960QL Stahl 
ermittelt (Sisodia and Gáspár, 2019). Die hier ermittelten Zugfestigkeiten und Härtewerte an den Pro-
ben mit thermophysikalisch-simulierter WEZ-Mikrostruktur korrelieren nach DIN EN ISO 18265-
2014-02.  Es ist also davon auszugehen, dass an Proben mit thermophysikalisch-simulierter WEZ die 
monotonen mechanischen Eigenschaften in guter Näherung zur realen WEZ bestimmt werden konn-
ten. 
Zyklische Versuche 
Ein detailierter Abgleich mit Literaturwerten und den ermittelten zyklischen Materialparametern 𝜎𝑓
′, 
𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀, 𝑐𝜀 , 𝐾
′ und 𝑛′ bietet sich für den Grundwerkstoff S355J2+N aufgrund der Datenlage an. Dabei 
fallen die ermittelten Parameter weitestgehend mit den Werten für den Stahl St52-3 bzw. dem Ck45 
(SAE 1045) im angelassenen Zustand mit ähnlicher Streckgrenze wie der hier untersuchte Werkstoff-
zustand aus der Datensammlung von Boller und Seeger (2013), dargestellt in Abbildung 2-11, zusam-
men. Dies bestätigt die Annahme, dass die zyklischen Materialparameter in ausreichender Genauig-
keit auf Basis einer Kombination von dehnungs- und spannungsgeregelten Versuchen bestimmt wer-
den konnten, sowie in den 3D-Fit-Verfahren nach Nieslony et al. (2008) ermittelt werden konnte.  
Von Möller et al. (2017) wurden ähnliche Werte für den Grundwerkstoff S960QL bzw. S960M bzgl. 
der Parameter 𝜀𝑓
′ , 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 ermittelt, wobei sich größere Unterschiede beim Parameter 𝜎𝑓
′ zeigten. 
Dies ist teilweise darauf zurückzuführen, dass die zugrundliegenden Versuche in dieser Arbeit haupt-
sächlich im LCF-Bereich (< 104 Lastspiel) lagen. Zudem wurde ein anderer, bilinearer Ansatz für die 
Anpassung des Terms  𝜎𝑓
′/𝐸 (2𝑁)𝑏𝜀  verwendet.  
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Ein direkter Vergleich der ermittelten zyklischen Materialparameter für die Wärmeeinflusszone bei-
der Werkstoffe gestaltet sich schwierig. Dies zeigt ein Vergleich mit ermittelten Materialparametern 
einer thermophysikalisch simulierten WEZ von Hemmesi (2020) für den ähnlichen Grundwerkstoff 
S355J2+H. Aufgrund der wesentlich längeren t8/5-Zeit von > 20 s in den Temperaturprofilen der 
Gleeble-Simulation stellt sich eine deutlich geringere Härte des Gefüges ein (ca. 225 HV10). Dies führt 
wiederum zu stark abweichenden Schwingfestigkeiten im Vergleich zu den in dieser Arbeit geprüften 
Proben. 
Bzgl. der Schwingfestigkeit der Proben mit thermophysikalisch simuliertem WEZ Gefüge waren nur 
vergleichsweise geringe Unterschiede zwischen den Werkstoffen S355J2+N und S960QL festzustel-
len. Dies ist, im Unterschied zu den jeweiligen Grundwerkstoffen, auf eine ähnliche Gefügezusammen-
setzung (martensitisch-bainitisch) sowie auf eine ähnliche Korngröße und Härte des Gefüges zurück-
zuführen, Abbildung 6-1. Aufgrund der ähnlichen Temperaturprofile für den Aufheiz- und Abkühl-
vorgang, siehe Abbildung 4-2, entspricht dies den Erwartungen. 
Bei den Proben mit WEZ-Gefüge des Werkstoffs S960QL wurde zudem eine deutlich niedrigere 
Schwingfestigkeit im Vergleich zum Grundwerkstoff festgestellt. Dies deckt sich qualitativ mit den 
Erkenntnissen von Möller et al. (2017). Die niedrigere Schwingfestigkeit von Proben, entsprechend 
dem Gefüge der Wärmeeinflusszone gegenüber dem Grundwerkstoff, wurde auch von Mikkola 
(2017) für den Stahl S700MC dokumentiert. In diesem Fall wird die niedrigere Schwingfestigkeit auf 
die gröbere Korngröße der WEZ zurückgeführt, wobei in dieser Arbeit ebenfalls eine höhere Korn-
größe der WEZ festgestellt wurde, siehe Abbildung 4-2. Dies deckt sich mit Erkenntnissen von Kim et 
al. (2011) und Fricke (2014), wonach eine größere Korngröße in der Wärmeeinflusszone zu einer 
höheren Rissfortschrittsgeschwindigkeit führt.  
Hinsichtlich der Proben mit WEZ-Gefüge des Werkstoffs S355J2+N wurden deutlich höhere Schwing-
festigkeiten gegenüber dem Grundwerkstoff ermittelt. Dies lässt sich mit der stärkeren Behinderung 
der Versetzungsbewegungen bzw. der persistenten Gleitbandbildung des bainitisch-martensitischen 
WEZ-Gefüges erklären. 
Schätzmethoden zyklischer Materialparameter 
Aufgrund der mathematischen Formulierung der Exponentialfunktionen der 𝜀 − 𝑁-Korrelation, Glei-
chung (40) und Gleichung (41), ist davon auszugehen, dass die Abschätzung der Coffin-Manson Para-
meter 𝜎𝑓′, 𝜀𝑓′, 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 einen erheblichen Einfluss auf die Lebensdauerprognose hat (geringe Ände-
rungen der Dehnungsamplitude 𝜀𝑎 bewirken hohe Änderungen der Anrisslebensdauer 𝑁𝑖). Gleichzei-
tig liefern die Schätzmethoden, siehe Abschnitt 2.5.6 Tabelle 2-7, ausgehend von einer identischen 
Datenbasis stark unterschiedliche Ergebnisse. Eine Abschätzung der Güte der jeweiligen Schätzme-
thoden wurde von Wächter (2016) durchgeführt, siehe Abschnitt 2.5.6. Die Ergebnisse der Schätzme-
thoden von Bäumel und Seeger (1990) sowie von Roessle und Fatemi (2000) hinsichtlich der HFH-
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behandelten Randschicht der Kerbbiegeproben im Bereich zwischen 104 und 105 Lastspiele fallen da-
bei weitestgehend zusammen. Für einen Bereich 𝑁 > 105 Lastspiel decken sich zusätzlich die Ergeb-
nisse der Schätzmethoden nach Muralidharan und Manson (1988) sowie nach  Meggiolaro und Castro 
(2004), wobei die Exponenten 𝑏𝜀 und 𝑐𝜀 in allen Schätzmethoden sehr ähnlich sind. Hinsichtlich der 
Abschätzung der Ramberg-Osgood-Materialparameter 𝐾′ und 𝑛′ decken sich die Ergebnisse der 
Schätzmethoden nach (Lopez und Fatemi, 2012), Bäumel und Seeger (1990) sowie nach Basan et al. 
(2010). Daher ist davon auszugehen, dass die Abschätzung der zyklischen Materialparameter ausrei-
chend genau ist, zumal eine alterntive Bestimmung nur mit sehr hohem Aufwand verbunden ist (u.a. 
der Mikroprüftechnik mit Probendicken < 100 µm). 
 
Zwischenfazit 
Für die nachfolgenden Untersuchungen werden folgende Erkenntnisse zugrunde gelegt: 
a. Die thermophysikalisch-simulierten Wärmeeinflusszonen der Werkstoffe S355J2+N und 
S960QL weisen ähnliche Gefüge auf, wenngleich die WEZ des Stahls S960QL eine deutlich hö-
here Härte von etwa 100 HV1 aufweist. Des Weiteren gleichen sich Streckgrenze und Zugfes-
tigkeit der WEZ beider Versuchswerkstoffe im Vergleich zu den Grundwerkstoffen an, wobei 
die Streckgrenze noch einen Unterschied von 140 MPa aufweist. 
b. Ab einer Nenndehnrate von ?̇? = 1 s-1 steigt die dynamische Streckgrenze der untersuchten 
Werkstoffzustände stark an, wobei diese Zunahme bei Werkstoffzuständen mit martensiti-
tisch-bainitischen Gefüge (S355J2+N/S960QL WEZ) deutlich stärker ausgeprägt ist als beim 
Grundwerkstoff S355J2+N. 
c. Die Verfestigungskurven der Schweißzusatzwerkstoffe (SZW) im Erstarrungszustand weisen 
eine starke Streuung auf und dies trotz annähernd gleicher Entnahmeposition der Proben und 
identischer Entnahmerichtung. Die Verfestigungskurven des SZW des Stahls S355J2+N liegen 
etwas unterhalb der Verfestigungskurve der WEZ und bei dem Stahl S960QL etwas unterhalb 
der Verfestigungskurve des Grundwerkstoffs. 
d. Die ermittelte Schwingfestigkeit der thermophysikalisch-simulierten Wärmeeinflusszone des 
Stahls S355J2+N nimmt gegenüber der des Grundwerkstoffs zu. Die des Stahls S960QL nimmt 
ab. Dabei unterscheiden sich die Schwingfestigkeiten der jeweiligen Wärmeeinflusszonen nur 
geringfügig. Die Schwingfestigkeit der WEZ des Stahls S960QL liegt etwas höher. 
e. Je nach Schätzmethode kann es zu erheblichen Abweichungen hinsichtlich der 𝜀 − 𝑁-Korre-
lation der entsprechenden Werkstoffzustände kommen. Dabei liefern die Schätzmethoden 
nach Bäumel und Seeger (1990) und nach Roessle und Fatemi (2000) eine ähnliche, ver-
gleichsweise optimistische Abschätzung der Schwingfestigkeit der HFH-behandelten Rand-
schicht des Stahls S355J2+N. 
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7 Numerische Prozesssimulation 
7.1 Schweißstruktursimulation 
Für den nachfolgenden Vergleich zwischen experimentellen und numerisch ermittelten Eigenspan-
nungszuständen wurden die Spannungswerte über mehrere FE-Elemente über den gleichen Bereich 
entsprechend des Messfleckdurchmessers der Röntgenbeugungsmessung gemittelt. Zur Ermittlung 
der Varianz der Schweißeigenspannungen wurden für den Werkstoff S355J2+N mehrere parallele 
Spuren im Abstand von 10 mm gemessen, siehe Abbildung 7-1 (a) und (b). 
 
 
Abbildung 7-1: Oberflächenverläufe der Eigenspannung nach dem Schweißprozess der Mutterkreuz-
stöße 
 
Im Bereich des Nahtübergangs wurden in Querrichtung für beide Werkstoffe geringe Druckeigen-
spannungen festgestellt, siehe Abbildung 7-1 (a) und (c). Dies zeigt sowohl die experimentelle Eigen-
spannungsanalyse als auch die strukturmechanische FE-Simulation. Der Eigenspannungszustand 
wird durch die Schweißstruktursimulation gegenüber der experimentellen Analyse im Bereich des 
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Nahtübergangs festgestellt, dargestellt in Abbildung 7-1 (b) und (d). Des Weiteren zeigt die Schweiß-
struktursimulation keine signifikanten Unterschiede des Eigenspannungszustandes in Quer- und 
Längsrichtung zwischen den Schweißlagen 1 bis 4 beim Werkstoff S355J2+N, siehe Abbildung 7-1 (a) 
und (b). Beim Werkstoff S960QL stellt sich durch das simultane Schweißen der Ober- und Unterseite 
des Mutterkreuzstoßes auf der ersten Seite (Oberseite) ein Druckeigenspannungszustand und auf der 
zweiten Seite (Unterseite) ein Zugeigenspannungszustand, dargestellt in Abbildung 7-1 (c), ein.  
 
7.2 Hochfrequenzhämmersimulation 
7.2.1 Abgleich mit experimentellen Werten 
Zur Erfassung der erreichten Eindrucktiefe 𝑡𝑝 nach der Definition aus Abbildung 5-6 in der FE-Simu-
lation, wurden die Knotenverschiebungen in der HFH-behandelten Spur ausgelesen und über die 
Spurlänge gemittelt. Die Mittelwerte sind in Abbildung 7-2 zusammengefasst. Es zeigt sich eine sehr 
gute Übereinstimmung mit den experimentell ermittelten Mittelwerten der Eindrucktiefe. 
 
 
Abbildung 7-2: Vergleich der Eindrucktiefe 𝒕𝒑 aus Simulation und Messung 
 
Zum Vergleich der Eigenspannungszustände zwischen experimenteller und numerischer Analyse 
wurden die Spannungswerte über vordefinierte Elementgruppen (ABAQUS: Element sets) entspre-
chend des Messvolumens in Tiefenrichtung und Messfleckdurchmessers an der Oberfläche gemittelt.  
Die numerisch ermittelten Druckeigenspannungen der Kerbbiegeproben zeigen für beide Werkstoffe 
im Vergleich zu den experimentell ermittelten Werten die etwas höhere Tiefenwirkung, dargestellt 
in Abbildung 7-4 (a) bis (d). Die Druckeigenspannungswerte an der Oberfläche zeigen in Querrich-
tung für den Werkstoff S355J2+N eine weitestgehende Übereinstimmung mit den experimentellen 
Werten, siehe Abbildung 7-4 (a). Dagegen werden die Druckeigenspannungswerte an der Oberfläche 
in Querrichtung bei S960QL für die vorgespannten Behandlungszustände (HFH-PV / HFH-NV) unter-
schätzt, dargestellt in Abbildung 7-4 (b). In Längsrichtung wird dagegen der Druckeigenspannungs-
zustand, ermittelt durch die numerische Simulation, durchgehend überschätzt, siehe Abbildung 7-4 
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sich jedoch gute bis sehr gute Übereinstimmungen zwischen experimentellen und numerisch ermit-
telten Eigenspannungswerten im Tiefenverlauf.  Lediglich im Fall der negativ vorgespannten Kerb-
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Abbildung 7-4: Durch FE-Simulation ermittelte Eigenspannungstiefenverläufe der Kerbbiegeproben 
 
Für die Schweißproben zeigt der direkte Vergleich der Tiefenverläufe der experimentell und nume-
risch ermittelten Druckeigenspannungen in Querrichtung für beide Grundwerkstoffe eine sehr gute 
Übereinstimmung, dargestellt in Abbildung 7-5 (a) und (c).  Dagegen wird die Tiefenwirkung der 
Druckeigenspannung in Längsrichtung im Vergleich zu den experimentell ermittelten Druckeigen-
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Abbildung 7-5: Durch FE-Simulation ermittelte Eigenspannungstiefenverläufe der Schweißzugproben 
(Schubnell et al., 2020c) 
 
7.2.2 Parameterstudien 
Gegenstand der Parameterstudien war die Untersuchung des Einflusses des Aufschlagabstands bzw. 
des Vorschubs und der Anzahl der simulierten Aufschläge auf den berechneten Eigenspannungszu-
stand der Schweißproben, dargestellt in Abbildung 7-6 (a). Dabei wurde festgestellt, dass ein mehr-
maliges Behandeln (3x Pendelbewegungen) durchaus einen Einfluss auf Höhe und Lage des Druckei-
genspannungsmaximums hat. Dagegen wirkt sich eine Erhöhung des Aufschlagabstands von 0,2 mm 
auf 0,4 mm bei einem Behandlungsdurchlauf nur geringfügig auf die Quereigenspannung nach der 
HFH-Behandlung aus.  
Weitere Gegenstände der numerischen Untersuchungen waren der Einfluss der Schweißeigenspan-
nung (S-ES), eine unstetige Geometrie aus dem 3D-Scan am Nahtübergang (3D-GEO) und die Verwen-
dung einer dehnratenabhängigen Fließspannung im Verfestigungsmodell (DRA), dargestellt in Abbil-
dung 7-6 (b). Ebenfalls wurde untersucht, inwiefern sich die Modellierung der verschiedenen Zonen, 
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auswirkt. Der Ansatz, die lokalen Werkstoffeigenschaften der Wärmeeinflusszone zu vernachlässigen 
und diese entsprechend des Verfestigungsverhaltens des Grundwerkstoffs zu modellieren, wurde bei 
der überwiegenden Anzahl bisheriger, numerischer Studien verfolgt, siehe Tabelle 2-2. Bei dieser nu-
merischen Parameterstudie wurde festgestellt, dass sich der Schweißeigenspannungszustand nur 
unwesentlich auf den Eigenspannungszustand nach der HFH-Simulation auswirkt. Eine Vernachläs-
sigung der dehnratenabhängigen Fließspannung im Verfestigungsmodell wirkt sich merklich nur auf 
den Eigenspannungszustand der ersten drei bis vier Elementreihen (Tiefe ca. 0,5 mm) aus. Ein deut-
licherer Einfluss tritt dagegen bei der Modellierung des Nahtübergangs mit stetiger Geometrie auf, 
wobei basierend auf den Messungen von Schubnell et al. (2020d) ein Nahtübergangsradius von 0,85 
mm und ein Flankenwinkel von 40,7° modelliert wurde, siehe Abbildung 7-6 (b). Der mit Abstand 
stärkste Einfluss auf den Eigenspannungszustand für den untersuchten Fall, lässt sich jedoch durch 
Modellierung der Wärmeeinflusszone mit dem Verfestigungsverhalten des Grundwerkstoffs feststel-
len. In diesem Fall, wurden betragsmäßig deutlich geringere Druckeigenspannungen über den ge-
samten Tiefenverlauf ermittelt. 
 
 




Grundsätzlich lassen sich die gekoppelten, komplexen physikalischen Vorgänge beim Schweißen mit 
aktuell verfügbarer FE-Software nur mit starken Vereinfachungen beschreiben. Selbst bei vergleichs-
weise einfachen Fällen, wie bei der FE-Simulation von einlagigen Schweißverbindungen von austeni-
tischem Stahl, sind eine Vielzahl temperaturabhängiger Materialparameter notwendig, die zudem 
über einen großen Temperaturbereich (RT bis Schmelztemperatur) bestimmt werden müssten 
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(Brand, 2012). Im Fall von kubisch-raumzentrierten Baustählen unter Berücksichtigung der Phasen-
umwandlung müssen zudem die Materialparameter in der FE-Software VISUAL WELD / SYSWELD in 
Abhängigkeit der einzelnen Phasen des Werkstoffs angegeben werden, um die Umwandlungsvor-
gänge beim Aufheizen- und Abkühlen entsprechend beschreiben zu können. Aufgrund des hohen Auf-
wands wurden daher lediglich die monotonen Verfestigungskurven in einem Temperaturbereich von 
RT bis 560°C experimentell bestimmt und die übrigen mechanischen und thermopyhsikalischen Ma-
terialparameter auf Basis der Calphad-Methode nach Saunders und Miodownik (1998) bestimmt. Da-
bei liegen Wärmekapazität, Dichte und Wärmeleitfähigkeit der einzelnen Phasen beider untersuchter 
Werkstoffe prinzipiell nahe bei den verwendeten Werten für die Schweißstruktursimulation von 
S355 durch Loose (2008) und von S960QL durch Hildebrand (2008). Größere Unterschiede hinsicht-
lich des mit JMatPro Zeit-Temperatur-Umwandlungsverhalten ergaben sich vor allem bei den niedri-
geren Martensitstarttemperaturen für S355J2+N gegenüber den Werten von Seyffarth et al. (2018). 
Eine Bewertung der Güte der mit JMatPro ermittelten Materialparameter gestaltet sich aufgrund teil-
weise stark unterschiedlicher Literaturwerte schwierig.  
Geringe ermittelte Quereigenspannungen am Nahtübergang für beide Werkstoffe stimmen weitest-
gehend mit den experimentell ermittelten Werten überein. Das geringe Eigenspannungsniveau in die-
sem Bereich lässt sich durch den Freiheitsgrad in Querrichtung (keine Fixierung der Grundplatten) 
begründen. Dies bestätigen experimentelle und numerische Untersuchungen an Quersteifen aus S355 
durch Schenk (2011). Die wesentlichen Unterschiede zwischen experimentell und numerisch ermit-
telten Eigenspannungsverläufen, siehe Abbildung 7-1, lassen sich in größerem Abstand vom Naht-
übergang durch die Messung von Druckeigenspannungen durch den Reinigungsstrahlprozess erklä-
ren, der in der FE-Simulation nicht berücksichtigt wurde. Diese Thematik wird ausführlich von 
Gkatzogiannis et al. (2019) diskutiert. Die Einwirktiefe der Druckeigenspannungen des Reinigungs-
strahlprozesses kann dabei bei den Grundwerkstoffen S355N und S960QL zwischen 0,8 mm und 1 
mm liegen (Hensel et al. 2019) und ist damit deutlich höher als der elektrochemische Abtrag vor der 
Messung.  
Die durchgeführte Schweißstruktursimulation mit rein-isotropem Verfestigungsmodell aber unter 
Berücksichtigung der Phasenumwandlung liefert, soweit feststellbar, zufriedenstellende Ergebnisse. 
Allerdings schreibt Schenk (2011) speziell dem Verfestigungsmodell bei der Schweißstruktursimu-
lation einen hohen Einfluss auf Eigenspannung und Verzug zu, wobei die Verwendung eines kombi-
niert kinematisch-isotropen Verfestigungsmodells empfohlen wird. Eine tendenzielle Überschätzung 
des Eigenspannungszustandes in Längsrichtung für beide untersuchte Werkstoffe kann deshalb auch 
bei dem verwendeten rein-isotropen Verfestigungsmodell erwartet werden. Dies kann aber im Rah-
men der Untersuchungen nur ansatzweise für den Werkstoff S960QL bestätigt werden. Dagegen zeig-
ten die Untersuchungen von Gkatzogiannis et al. (2017) und Hemmesi et al. (2017) bei einlagigen 
Schweißverbindungen aus S355 einen eher geringen Einfluss des Verfestigungsmodells und zufrie-
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denstellende Übereinstimmung mit experimentellen Eigenspannungswerten bei der Verwendung ei-
nes rein-isotropen Verfestigungsmodells. Ebenfalls ist zu bemerken, dass die verwendete Version des 
SYSWELD Solvers keine Modellierung von viskoplastischen Verfestigungsmodellen als externe Pro-
grammroutine in Kombination mit der implementierten Umwandlungsplastizität unterstützt. Zur 
weiteren Analyse der Einflussgrößen auf den Eigenspannungzustand sind daher weitere numerische 
Untersuchungen notwendig, wobei auf die Untersuchungen von Gkatzogiannis (2020) verwiesen 
wird. 
HFH-Prozesssimulation 
Eine hohe Übereinstimmung wurde bei den numerisch und experimentell ermittelten Eindrucktiefen 
erreicht. Aufgrund der hohen Streuung der Messwerte, siehe Abbildung 7-2, ist ein direkter Vergleich 
dennoch nur mit Vorbehalt möglich. Allerdings zeigen bereits numerische Untersuchungen der HFH-
Behandlung von flachen Proben aus S355J2H und S960QL von (Foehrenbach, 2016) und  Ernould 
(2017) sehr hohe Übereinstimmungen der Eindrucktiefe bei gleichzeitig deutlichen Abweichungen 
des Eigenspannungszustands. Es gilt daher die Annahme, dass die Sensitivität des numerisch be-
stimmten Eigenspannungszustands deutlich höher ist als die errechnete Geometrie des HFH-behan-
delten Profils. 
Generell zeigen die numerisch bestimmten Eigenspannungstiefenverläufe eine gute Übereinstim-
mung mit den experimentell ermittelten Werten, wenngleich auch die verwendeten FE-Modelle die 
Tiefenwirkung der Druckeigenspannungen bei beiden untersuchten Werkstoffen und Probentypen 
sowie das Druckeigenspannungsmaxima bei den Schweißzugproben und bei den Kerbbiegeproben 
aus S960QL etwas überschätzen. Ein Grund hierfür liegt u.a. an der Modellierung des Hammers als 
Starrkörper, auch wenn plastische Deformationen aufgrund der hohen Härte des Hammerwerkstof-
fes (mind. 2x härter als der behandelte Werkstoff (El Tobgy et al., 2004; Mori et al., 1996)) ausge-
schlossen wurden. Härtemessungen an den verwendeten Hammerköpfen zeigten jeweils Härtewerte 
im Bereich von >850 HV10 und damit das zwei- bis fünffache aller untersuchten Werkstoffzustände. 
Ein Einfluss von plastischen Deformationen des Hammers wird daher ausgeschlossen, zumal nach 
der Behandlung der jeweiligen Proben keine Abflachung oder signifikante Gebrauchsspuren auf den 
Hammerköpfen sichtbar waren. Allerdings wurde von Kim et al. (2013) ein deutlicher Unterschied 
des errechneten Druckeigenspannungsmaximums bei der Verwendung von elastischen oder starren 
Kugeln bei der Simulation des konventionellen Kugelstrahlens festgestellt. Demgegenüber stehen 
vergleichende, numerische Voruntersuchungen von Ernould (2017) (verschiebungsgesteuerte HFH-
Simulation), wobei für den Grundwerkstoff S355J2 kein nennenswerter Unterschied des Eigenspan-
nungszustandes aufgrund der Modellierung des Hammers als Starrkörper bzw. als elastischer Körper 
festgestellt wurde. Die Verwendung eines voll-elastischen Hammers für die Simulation der HFH-Be-
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handlung führt allerdings zu deutlichen Abweichungen der durch die VUAMP-Subroutine kontrollier-
ten Aufschlaggeschwindigkeit, durch Deformationen innerhalb des modellierten Körpers und wurde 
in dieser Arbeit daher nicht weiter verfolgt. 
Die Eigenspannungswerte an der Oberfläche fallen weitestgehend mit den experimentellen Werten 
zusammen. Dabei zeigt sich allerdings tendenziell eine Überschätzung der Druckeigenspannung bei 
den Schweißzugproben und eine Unterschätzung bei den Kerbbiegeproben aus S960QL. Ein hoher 
Einfluss der Kontaktbedingungen bzw. des tangentialen Reibungskoeffizienten 𝜇 ist dabei aufgrund 
der Untersuchungen von Hardenacke et al. (2015) sowie von Foehrenbach (2016) nicht anzunehmen. 
Dagegen zeigen numerische Studien des konventionellen Kugelstrahlens von Kim et al. (2013), dass 
erst ab einem tangentialen Reibungskoeffizienten von 𝜇 > 0,3 keine wesentliche Veränderung des 
Eigenspannungszustands bei der Verwendung starrer Kugeln mehr auftritt. Die Druckeigenspannung 
wird betragsmäßig mit steigendem Wert von 𝜇 zwischen 0 und 0,3 reduziert. In zahlreichen Studien 
wurde ein geringerer Wert, typisch für die Reibung von Stahl auf Stahl, von  𝜇 = 0,15 verwendet, siehe 
Tabelle 2-2. Trotzdem wurde u.a. von Ernould (2017) und Ernould et al. (2019) sowie von Kurshid et 
al. (2017) eine hohe Übereinstimmung mit experimentell bestimmten Eigenspannungswerten nahe 
der Oberfläche festgestellt. Die Anwendung der Massenskalierung zur Steigerung der Zeitschrittweite 
der explizit dynamischen Simulation mechanischer Oberflächenbehandlung ist nur in einzelnen nu-
merischen Studien dokumentiert (Klumpp et al., 2015, 2017). Der Einfluss dieser Skalierung auf den 
Eigenspannungszustand bei der FE-Simulation des Piezo-Peenings wurde von Klumpp et al. (2015) 
untersucht, wobei die Druckeigenspannungen in oberflächennahen Elementen geringfügig über-
schätzt wurden. Daher wird angenommen, dass sich im verwendeten FE-Modell ein geringer Rei-
bungskoeffizient und die Anwendung der Massenskalierung in Bezug auf den Eigenspannungszu-
stand an der Oberfläche zumindest teilweise aufheben.  
Entsprechend der erzielten Ergebnisse ist anzunehmen, dass die verwendete Elementgröße ausrei-
chend klein ist. Dabei beträgt das Verhältnis von Elementgröße zu Eindruckdurchmesser im Kontakt-
bereich des Hammers ca. 1:16 beim Werkstoff S355J2+N und deckt sich mit den Empfehlungen aus 
der Kugelstrahlsimulation von Micoulaut et al. (2006) (1:10), Yin et al. (2014) (1:12) und Rouquette 
et al. (2009) (1:15). Das geringere Verhältnis beim Werkstoff S960QL von ca. 1:11 liegt teilweise un-
ter diesen Empfehlungen. Bagherifard und Guagliano (2011) empfehlen sogar ein Verhältnis von 
1:20. Dagegen zeigte Hardenacke et al. (2015), dass sich die Druckeigenspannungen auch bei kleine-
ren Verhältnissen der Elementgröße zum Eindruckdurchmesser ab einer Elementgröße von 125 µm 
nicht mehr signifikant ändern. Ein hoher Einfluss auf den Eigenspannungszustand ist daher im Rah-
men dieser Arbeit nicht zu erwarten. 
Neben den erwähnten Einflussgrößen auf den Eigenspannungszustand der FE-Simulation ist im di-
rekten Vergleich mit experimentellen Werten ebenfalls eine entsprechend große Varianz der gemes-
senen Werte anzunehmen, entsprechend den dokumentierten Messwerten von Weich et al. (2009b) 
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sowie Nitschke-Pagel et al. (2007, 2010) an HiFIT und UIT-behandelten Schweißverbindungen. Mes-
sungen der Oberflächeneigenspannung an mehreren Proben an identischen Schweißverbindungen 
zeigen ebenfalls eine entsprechende Streuung der Werte (Schubnell et al., 2020a). Durch die unstetige 
Kontur der Schweißnaht und die manuelle Werkzeugführung bedingt, sind kein konstanter Vorschub 
sowie eine gleichmäßige Verteilung der Aufschläge, wie in der FE-Simulation modelliert, zu erwarten. 
Allerdings wurde dieser Umstand zumindest teilweise durch die Wahl eines relativ großen Messvo-
lumens bei der Neutronenbeugungsmessung sowie der Mittelung der Oberflächeneigenspannung 
über mehrere Messpunkte (5 bis 10) berücksichtigt. 
Hinsichtlich einer Variation des Eindruckabstands von 0,2 mm auf 0,4 mm bei der FE-Simulation ei-
nes Behandlungsdurchgangs ergeben sich nur geringe Änderungen der Eigenspannungstiefenver-
läufe, siehe Abbildung 7-6 (a). Dies deckt sich mit den Studien von Hardenacke et al. (2015), Leitner 
et al. (2016) und Simunek et al. (2013). Ab einem Abstand der Eindrücke von 0,4 mm bei einem Ham-
merkopfdurchmesser von 2 mm trat kein signifikanter Unterschied hinsichtlich des Eigenspannungs-
zustands mehr auf. Eine Modellierung einer zusätzlichen Pendelbewegung bewirkt dagegen eine wei-
tere betragsmäßige Zunahme des Druckeigenspannungsmaximums. Die Annahme, dass die Verfesti-
gung im FE-Modell im Bereich der Wärmeeinflusszone dem Grundwerkstoff (S355J2+N) entspricht, 
führt zu signifikanten Änderungen des Eigenspannungszustandes.  
Zwischenfazit 
Für die nachfolgenden Untersuchungen werden folgende Erkenntnisse zugrunde gelegt: 
a. Die numerisch ermittelten Eigenspannungstiefenverläufe fallen weitestgehend mit den expe-
rimentell ermittelten Eigenspannungstiefenverläufen zusammen. Dabei werden die Einwirk-
tiefe der Druckeigenspannung sowie das Druckeigenspannungsmaximum geringfügig über-
schätzt. 
b. Die FE-Simulation der PIT und HiFIT-Behandlung zeigt, dass die unterschiedlichen Eigen-
spannungszustände der Schweißproben auf die wesentlich längere Behandlungszeit (ca. 7x 
länger) bei der PIT-Behandlung zurückzuführen sind (gegenüber der HIFIT-Behandlung), 
auch wenn die Aufschlaggeschwindigkeit, die Schlagfrequenz und die Aufschlagmasse bei der 
HiFIT-Behandlung höher waren als bei der PIT-Behandlung.  
c. Es wurde gezeigt, dass die wesentlich höhere Fließspannung des Verfestigungsmodells der 
Wärmeeinflusszone (FE-Modell der Schweißzugprobe aus S355J2+N) einen wesentlichen 
Einfluss auf die Höhe der simulierten Druckeigenspannungen hat. 
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8 Lebensdauerbewertung 
8.1 Experimentelle Untersuchungen 
Die Durchführung der Schwingfestigkeitsversuche mit den entsprechenden Resonanzprüfmaschinen 
ist in Abschnitt 4.3 beschrieben. Nach den Versuchen wurde die Bruchflächen der Proben zudem frak-
tografisch untersucht.  
8.1.1 Fraktografische Analyse 
Anhand der Rastlinien wurde die Anzahl der Rissausgangsorte analysiert. Dabei waren bei niedrigem 
Lastniveau der Kerbbiegeproben (∆𝑆=293 MPa bis 315 MPa) zwischen 1 und 3 und bei hohem Last-
niveau zwischen (∆𝑆=360 MPa) zwischen 5 und 13 einzelne Anrisse für den unbehandelten Zustand 
bei S355J2+N auf der Bruchfläche zu erkennen. Eine ähnliche Anzahl von Anrissen wurde für HFH-
behandelte Proben aus S355J2+N festgestellt, wenngleich auch teilweise bei niedrigen Lastniveaus 
bis zu 6 Anrisse feststellbar waren. Bei niedrigen Lastniveaus (∆𝑆=428 MPa bis 450 MPa) trat beim 
Werkstoff S960QL in fast allen Fällen nur ein einzelner Anriss auf. Bei höheren Lastniveaus (∆𝑆=428 
MPa bis 450 MPa) wurden dagegen zwischen 1 und 4 Anrisse detektiert. Bei HFH-behandelten Pro-
ben aus S960QL konnten anhand der verschiedenen Stufen der Bruchflächen, ähnlich wie in Abbil-
dung 8-1 (e), unabhängig vom Lastniveau zwischen 8 und 13 Anrisse lokalisiert werden. 
 
 
Abbildung 8-1: (a) Rissausgangsort mit Scherlippe und Rissausgangsort mit ebener Rissfläche (b) an 
HFH-behandelten Proben aus S355J2+N, (c) und (d) Rissausgangsorte an HFH-behan-
delten Proben aus S960QL, (e) Draufsicht der Bruchflache einer HFH-behandelten 









Seite 114 von 171 Lebensdauerbewertung 
  
Die Rissausgangsorte wurde für alle Kerbbiegeproben mit einen Rasterelektronenmikroskop Typ 
Hitachi S-3400N aufgenommen, dargestellt in Abbildung 8-1 (a) bis (d). Dabei war an 6 von 17 unbe-
handelten und an 4 von 16 HFH-behandelten Proben aus S355J2+N ausschließlich bei hohen Lastni-
veaus (∆𝑆 ≥ 360 MPa im unbehandelten und ∆𝑆 ≥ 428 MPa im HFH-behandelten Zustand) eine zur 
Lastrichtung geneigte Fläche im Zentrum eines Risses zu erkennen, dargestellt in Abbildung 8-1 (a). 
Bei allen anderen Proben waren ausschließlich ebene Flächen im Zentrum eines Risses zu erkennen, 
dargestellt in Abbildung 8-1 (b). Bei 8 von 17 HFH-behandelten Proben aus S960QL waren zudem 
elliptische, dunkle Zonen im Zentrum eines Risses unabhängig vom Lastniveau sichtbar.  
Die Analyse der Bruchflächen erfolgte an einer Auswahl der Schweißzugproben im HFH-behandelten 
Zustand, siehe Abbildung 8-2. Dabei konnte an einzelnen Proben ein mittiger, annähernd semi-ellip-
tischer Riss bis in eine Tiefe von 8 mm festgestellt werden (Fall 1). In der Regel wurde jedoch unab-
hängig ein asymmetrischer (Fall 2) oder annähernd symmetrischer Restbruch (Fall 3) festgestellt. 
Zudem trat meist eine Vielzahl von verschiedenen Rissebenen auf, die anhand der Bruchränder iden-
tifiziert werden konnten.  
 
 
Abbildung 8-2: Bruchflächen der HFH-behandelten Schweißzugproben 
 
8.1.2 Statistische Analyse 
Die Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche für die Kerbbiegeproben sind in Abbildung 8-3 (a) bis 
(d) aufgetragen. Wie dargestellt, konnte für beide Werkstoffe durch die HFH-Behandlung eine deut-
liche Steigerung der Schwingfestigkeit erzielt werden, siehe Abbildung 8-3 (a) und (c). Die unter-
schiedliche Vorspannung der Proben bei der HFH-Behandlung dagegen wirkte sich beim Werkstoff 
S355J2+N kaum auf die ermittelte Schwingfestigkeit aus. Dagegen lagen die ermittelten Lastspielzah-
len bei HFH-behandelten Proben aus S960QL mit positiver Vorspannung etwas über und mit negati-
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Die statistische Auswertung aller Schwingfestigkeitsversuche und die Ermittlung der Zeitfestigkeits-
geraden und der Schwingfestigkeit für unterschiedliche Ausfallwahrscheinlichkeiten 𝑃𝐴 wurde nach 
DIN 50100-2016-12 durchgeführt. Als Schwingfestigkeitskennwerte wurden dabei für alle Proben in 
Anlehnung an die Regelwerke für Schweißverbindungen (CEN, 2009; Hobbacher, 2016) die Nenn-
spannungsschwingbreite bei 𝑁 = 2×106 Lastspielen und einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 𝑃𝐴 = 
50% bzw. 𝑃𝐴 = 5% ermittelt, zusammengefasst für alle Behandlungszustände der Kerbbiegeproben 
in Tabelle 8-1. Die statistisch ermittelte Steigerung der Nennspannungsschwingbreiten ∆𝑆5% des 
HFH-behandelten Zustands gegenüber dem unbehandelten Zustand war bei den Proben aus S960QL 
mit 45% etwas stärker ausgeprägt als bei den Proben aus S355J2+N mit 37%. Ein Vergleich der Nenn-
spannungsschwingbreiten ∆𝑆50% und ∆𝑆5% für ein Abschaltkriterium ∆𝑓1 = -0,05 Hz und ∆𝑓𝐵 < -3 Hz 
(Restbruch) zeigt eine vergleichsweise geringe Zunahme zwischen 3% und 7,5%.  
 
 
Abbildung 8-3: Ergebnisse der Schwingversuche der Kerbbiegeproben für S355J2+N mit und ohne HFH-
Behandlung (a) und mit unterschiedlicher Vorspannung (b) sowie für S960QL mit und 
ohne HFH-Behandlung (c) und mit unterschiedlicher Vorspannung (d) 
 
Die Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche der Schweißzugproben sind in Abbildung 8-4 (a) und 














































































































































Lastspielzahl 𝑵𝟏 bis ∆𝒇𝟏 = 0,05 Hz 𝑵𝟏 [-] Lastspielzahl 𝑵𝟏 bis ∆𝒇𝟏 = 0,05 Hz 𝑵𝟏 [-] 
Lastspielzahl 𝑵𝟏 bis ∆𝒇𝟏 = 0,05 Hz 𝑵𝟏 [-] Lastspielzahl 𝑵𝟏 bis ∆𝒇𝟏 = 0,05 Hz 𝑵𝟏 [-] 
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Aus Gründen der Vergleichbarkeit erfolgte die statistische Auswertung der Schwingfestigkeitsversu-
che der Schweißzugproben ebenfalls nach DIN 50100-2016-12, zusammengefasst in Tabelle 8-2. Die 
ermittelte Nennspannungsschwingbreite ∆𝑆50% bei 2x106 Lastspielen und die Neigung der Zeitfestig-
keitsgeraden ist dabei identisch mit der Auswertung nach Eurocode 3 (CEN, 2009) des IGF-Vorhabens 
Nr. 19.227 N (Schubnell et al., 2020c). Die leichten Abweichungen bei ∆𝑆5% sind durch die unter-
schiedliche Definition der Standardabweichung nach Eurocode 3 (CEN, 2009) und DIN 50100-2016-
12 bedingt, dokumentiert von Ladendorf et al. (2020). 
 
 
Abbildung 8-4: Ergebnisse der Schwingversuche an unbehandelten und HFH-behandelten Quersteifen 
aus S355J2+N (a) und S960QL (b)  
 
Tabelle 8-1: Statistisch ermittelte Nennspannungsschwingbreite ∆ 𝟓 % / ∆ 𝟓% bei 2x106  Lastspielen bei 
einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 𝑷𝑨 = 𝟓 % / 𝑷𝑨 = 𝟓%, sowie Neigung der Zeitfes-
tigkeitsgeraden 𝒌𝒁 und Streuspanne 𝑻𝑵 nach DIN 50100-2016-12 für die Kerbbiege-
proben 
Werkstoff / Zustand 
Erster Frequenzabfall (∆𝑓1=0,05 Hz) Restbruch (∆𝑓𝐵>3 Hz) 
  ∆𝑆50% ∆𝑆5% 𝑘 𝑇𝑁 ∆𝑆50% ∆𝑆5% 𝑘𝑍 𝑇𝑁 
S355J2+N 
Unb. 262 246 7,57 2,15 264 249 7,21 1,98 
HFH 361 334 9,58 3,19 363 325 9,67 5,52 
HFH-PV 342 324 9,46 2,21 351 326 10,35 2,45 
HFH-NV 320 299 8,83 2,61 327 302 9,05 2,76 
S960QL 
Unb. 261 305 5,75 4,12 309 264 5,45 3,87 
HFH 452 410 7,27 2,99 452 410 7,27 4,68 
HFH-PV 412 377 5,31 2,12 424 360 4,39 3,52 








































































Lastspielzahl bis Versagen 𝑵𝑩 [-] Lastspielzahl bis Versagen 𝑵𝑩 [-] 
S355J2+N S960QL
(b)
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Tabelle 8-2: Statistisch ermittelte Nennspannungsschwingbreite ∆ 𝟓 % / ∆ 𝟓% bei 2x106  Lastspielen bei 
einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 𝑷𝑨 = 𝟓 % / 𝑷𝑨 = 𝟓%, sowie Neigung 𝒌𝒁 der Zeit-
festigkeitsgeraden und Streuspanne 𝑻𝑵 nach DIN 50100-2016-12 sowie nach Euro-
code 3 und entsprechende Kerbfallklassen nach den IIW-Richtlinien für die Schweiß-
zugproben 
Werkstoff / 
Nach DIN 50100 Nach Eurocode 3 IIW 
Zustand ∆𝑆50% ∆𝑆5% 𝑘 𝑇𝑁 ∆𝑆5% ∆𝑆5%(𝑘𝑍 = 3/5
∗) FAT* 
S355J2+N Unb. 104 96 3,29 1,518 89 86 80 
S355J2+N HFH. 238 203 9,46 10,11 203 147 140 
S960QL Unb. 124 98 3,34 3,46 103 86 80 
S960QL HFH. 269 240 5,42 2,68 235 221 180 
*Neigung / FAT-Klassen nach den IIW-Richtlinien von Hobbacher (2016) und Marquis und Barsoum (2016) 
 
8.2 Numerische Untersuchungen 
8.2.1 Eigenspannungsumlagerung unter zyklischer Belastung 
Zur Simulation der Eigenspannungsumlagerung unter zyklischer Belastung wurde eine Last entspre-
chend der Schwingfestigkeitsversuche an dem 2D-FE-Modell modelliert, siehe Abschnitt 4.5.3. 
Bei den Kerbproben aus beiden Werkstoffen wurde bei der Untersuchung von HFH-behandelten 
(ohne Vorspannung) Durchläufern eine betragsmäßige Zunahme der Druckeigenspannungen an der 
Oberfläche festgestellt, siehe Abbildung 8-5 (a) und (b), wobei diese bei den Kerbbiegeproben aus 
S355J2+N deutlich stärker ausgeprägt ist. Die Beträge der Druckeigenspannungen stimmen dabei 
zwischen der FE-Simulation und der Röntgenbeugungsmessung weitestgehend überein.  
Weitere Untersuchungen der Eigenspannungsumlagerung beschränken sich auf die Quereigenspan-
nungskomponente am Kerbgrund des HFH-behandelten Profils der Kerbbiege- und Schweißzugpro-
ben für verschiedene Lastniveaus. Dabei wurden alle Versuchsreihen numerisch untersucht, wobei 
die Versuchsreihen der unbehandelten Kerbbiegeproben (Unb.) und die HFH-behandelten Versuchs-
reihen ohne Vorspannung (HFH) mit entsprechenden experimentellen Messungen abgeglichen wur-
den, dargestellt in Abbildung 8-6. Es wurde festgestellt, dass es fast bei allen Versuchsreihen zu einer 
betragsmäßigen Zunahme der Druckeigenspannungen kommt. Ausnahme sind die positiv vorge-
spannten Proben aus S960QL, die allerdings bereits an der Oberfläche vergleichsweise hohe Druckei-
genspannungen bis etwa 70% der statischen Streckgrenze des Grundwerkstoffs aufweisen. Beson-
ders bei den HFH-behandelten Proben aus S355J2+N gleichen sich die Druckeigenspannungen nach 
der Belastung an. D.h. bei Proben mit vergleichsweise geringer Druckeigenspannung, etwa die Ver-
suchsreihe HFH-NV, ist die Druckeigenspannungszunahme deutlich stärker ausgeprägt als bei Pro-
ben der Versuchsreihe HFH-PV. Bei allen Versuchsreihen war die Änderung des Eigenspannungszu-
standes (Zu- oder Abnahme) deutlich stärker ausgeprägt, je höher die Oberspannung im Lastspiel ist. 
Bei den Versuchsreihen unbehandelter Kerbbiegeproben wurde ebenfalls festgestellt, dass die 
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Druckeigenspannungen am Kerbgrund mit steigender Oberspannung zunehmen, dargestellt in Abbil-
dung 8-6.  
 
 
Abbildung 8-5: Vergleich der Eigenspannungstiefenverläufe vor- und nach der Belastung der Kerbbie-
geproben aus S355J2+N (a) und S960 QL (b) 
 
 
Abbildung 8-6: Änderung der Druckeigenspannung nach der zyklischen Belastung der unbehandelten 
(unb.) und HFH-behandelten Kerbbiegeproben ohne Vorspannung (HFH) sowie mit 
positiver (HFH-PV) und negativer Vorspannung (HFH-NV). 
 
Identische Untersuchungen der Änderung der Quereigenspannung am Kerbgrund des HFH-behan-
delten Profils unter zyklischer Belastung wurden für die Schweißzugproben nach der PIT bzw. HiFIT-
Behandlung durchgeführt, zusammengefasst in Abbildung 8-7. Dabei wurde festgestellt, dass sich die 
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S960QL bei sehr niedriger Oberspannung konnte dagegen eine leichte Zunahme der Druckeigenspan-
nung festgestellt werden. Bei den Röntgenbeugungsmessungen wurden pro Probe zwischen 5 bis 10 
Punkte im Ausgangszustand und belasteten Zustand gemessen. 
 
 




Der kritische Abstand 𝐿 wurde nach dem Ansatz von Lawrence et al. (1978, 1981) berechnet, siehe 
Abschnitt 2.5.5 und Abschnitt 4.6.2. Die Ergebnisse sind in Tabelle 8-3 zusammengefasst.  
 
Tabelle 8-3: Kritischer Abstand 𝑳 für die untersuchten Werkstoffzustände 
Werkstoff 
S355J2+N S960QL 
Zustand GW WEZ GW+HFH WEZ+HFH GW WEZ 
𝐿 [mm] 0,315 0,102 0,167 0,074 0,083 0,057 
 
8.2.3 Rissfortschritt 
Die Paramter 𝐶 und 𝑚 zur Festlegung der Rissfortschrittsrate wurden an den Kerbbiege- und 
Schweißzugproben kalibriert, siehe Abschnitt 4.6.3. Der Abgleich mit den Rastlinien aus den Schwing-
festigkeitsversuchen ist in Abbildung 8-8 und Abbildung 8-9 dargestellt. Die ermittelten Parameter 
sind in Tabelle 8-4 zusammengefasst und die entsprechenden Rissfortschrittskurven sind in Abbil-
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Abbildung 8-8: Errechneter Rissfortschritt der Kerbbiegeproben 
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𝐶 [-] 1,21 × 10−9 3,02 × 10−9 2,28 × 10−8 4,92 × 10−8 
𝑚 [-] 2,63 2,85 2,09 2,06 
 
 
Abbildung 8-10: Rissfortschrittskurven mit den Parametern aus Tabelle 8-4  
 
Die Rissfortschrittsanalysen an den Kalibrierproben (siehe Abbildung 8-8 und Abbildung 8-9) zeigten, 
dass die ermittelte Anrisstiefe 𝑎𝑖  zwar im Bereich des kritischen Abstand 𝐿 fällt, aber nicht vollständig 
übereinstimmt. Für die Kerbbiegeproben wurde daher mit dem Konzept der LEBM die Anrisslast-
spielzahl 𝑁𝑖  zu einer Anrisstiefe von 𝑎𝑖 = 𝐿, mit 𝐿 aus Tabelle 8-3, bis zur ersten Rastlinie (Risstiefe 
𝑎1 und Lastspielzahl 𝑁1), ermittelt. Die Ermittlung erfolgte dabei individuell für jede Kerbiegeprobe 
ausgehend von der jeweils größten Risstiefe unter Annahme eines semi-elliptischen Risses, schema-
tisch dargestellt in Abbildung 4-22 und dargestellt für verschiedene Lasten. Das Verhältnis der An-
risslastspielzahl 𝑁𝑖  = 𝑁(𝐿) zur Bruchlastspielzahl 𝑁𝐵 lag im HFH-behandelten Zustand trotz eines hö-
heren Lastniveaus im Mittel bei 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵  = 0,81 (S355J2+N) und 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 = 0,74 (S960QL) und da-
mit deutlich höher als im unbehandelten Zustand, dargestellt in Abbildung 8-11 (a). Dabei nimmt 
dieses Verhältnis im Mittel bei der Versuchsreihe HFH-NV des Werkstoffs S960QL auf bis zu 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵  
= 0,47 ab und bei der Versuchsreihe HFH-PV des gleichen Werkstoffs auf 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 = 0,83 zu. Des 
Weiteren gilt für fast alle Versuche ein Verhältnis von 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 > 0,5 bei Bruchlastspielzahl von 
𝑁𝐵 > 10
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Abbildung 8-11: Verhältnis der Lastspielzahl 𝑵(𝑳) bis zu einer Risslänge entsprechend des kritischen 
Abstands 𝑳 der Kerbbiegeproben zur Bruchlastspielzahl 𝑵𝑩 in Abhängigkeit der max. 
Nennspannung für die Kerbbiegeproben (a) und Schweißzugproben (c), sowie in Ab-
hängigkeit der Bruchlastspielzahl 𝑵𝑩 für die Kerbbiegeproben (b) und Schweißzug-
proben (d) 
 
Wie bei den Kerbbiegeproben wurde die Anrisslastspielzahl 𝑁𝑖  der Schweißzugprobe bis zu einer 
Anrisstiefe von 𝑎𝑖 = 𝐿, mit 𝐿 aus Tabelle 8-3, eines mittigen, semi-elliptischen Risses (siehe Fall 1 
Abbildung 8-2) ermittelt, dargestellt in Abbildung 8-9, wobei als finale Risstiefe die halbe Plattendi-
cke 𝑡/2 entsprechend dem Ansatz von Ghahremani und Walbridge (2011) verwendet wurde. Dabei 
lag die Annahme zugrunde, dass der Rissfortschritt über diesem Wert nur noch einen geringen Anteil 
an der Lebensdauer der Probe hat. Zusätzlich war durch die Begrenzung der Ansatzfunktion des 
Spannungsintensitätsfaktors nach Wang und Lambert (1995) keine Berechnung über die halbe Plat-
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Das Verhältnis der Anrisslastspielzahl 𝑁𝑖  = 𝑁(𝐿) zu 𝑁𝐵 der Schweißzugproben lag für den Werkstoff 
S355J2+N im Mittel bei 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 = 0,77 und beim Werkstoff S960QL etwas niedriger bei 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵  = 
0,7. Bei dem niedrigsten Lastniveau beträgt das Verhältnis dabei 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 = 0,96 und beim höchsten 
Lastniveau 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 = 0,08; dargestellt in Abbildung 8-11 (c). Ähnlich wie bei den Kerbbiegeproben 
gilt für alle Versuche ein Verhältnis von 𝑁(𝐿)/ 𝑁𝐵 > 0,5 bei Bruchlastspielzahl von 𝑁𝐵 > 10
5, darge-
stellt in Abbildung 8-11 (d).  
 
8.2.4 Schädigungsberechnung 
Materialparameter 𝒌𝑭 (𝑵) 
Der Materialparameter 𝑘𝐹𝑆(𝑁) wurde für den jeweiligen Werkstoffzustand an Schwingversuchen an 
glatten Proben kalibriert, siehe Abschnitt 4.6.4. Das Ergebnis ist in Abbildung 8-12 in einem Streu-
band der Dehnungsamplitude 𝜀𝑎 von +/-30 % sowohl für den 𝑃𝐹𝑆- als auch für den 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter 
dargestellt. Dabei überschätzt der 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter die Schwingfestigkeit der glatten Proben aus dem 
Grundwerkstoff des Stahls S355J2+N. Dagegen wird die Schwingfestigkeit für den Grundwerkstoff 
und Wärmeeinflusszone des Stahls S960QL unterschätzt.  
 
Abbildung 8-12: Abgleich der 𝜺 − 𝑵 – Korrelation aus Versuchen und den Schädigungsberechnungen 
mit dem 𝑷 𝑾𝑻 und 𝑷𝑭  - Parameter 
 
Die kalibrierten Werte des Materialparameters 𝑘𝐹𝑆(𝑁) des mod. 𝑃𝐹𝑆-Parameters sowie eine verglei-
chende Übersicht an Literaturwerten sind in Abbildung 8-13 dargestellt. Dabei ist zu bemerken, dass 
sich der Materialparameter 𝑘𝐹𝑆(𝑁) des mod. 𝑃𝐹𝑆-Parameters stark von der originalen Definition des 
𝑃𝐹𝑆-Parameters unterscheidet. Eine Übersicht von Werten für 𝑘𝐹𝑆(𝑁) für verschiedene Werkstoffe 
zeigt, dass der Parameter 𝑘𝐹𝑆(𝑁) (und somit das Verhältnis von 𝜎𝑛,𝑚𝑎𝑥 zu 𝜏∆𝛾) mit steigender Last-
spielzahl zunehmen oder abnehmen kann, dargestellt in Abbildung 8-13 (a), während der Material-
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Lastspielzahl zunimmt (Shamsaei und Fatemi, 2009). Die kalibrierten 𝑘𝐹𝑆(𝑁) Werte, siehe Abbildung 
8-13 (b), zeigen in diesem Fall alle eine Zunahme und zwar mit steigender plastischer Dehnung im 
Schwingspiel. Die Werte nähern sich jedoch für hohe Lastspielzahlen (> 106) alle einem Wert um 
𝑘𝐹𝑆(𝑁) ≈ 0,9 an.  
 
 
Abbildung 8-13: (a) 𝒌𝑭 (𝑵) des mod. 𝑷𝑭 -Parameters nach Gates (2018) für verschiedene Werkstoffe, 
(b) ermittelte Werte 𝒌𝑭 (𝑵) für die untersuchten Werkstoffzustände (*Brinellhärte 
entsprechend des untersuchten S355J2+N) 
 
Spannungs-Dehnungs-Hysterese 
Die grundsätzliche Annahme zur Bewertung von Eigenspannungen in der Schädigungsberechnung 
ist, dass sich zyklisch stabile Eigenspannungen wie zusätzliche Lastmittelspannungen verhalten, 
siehe Abschnitt 2.5.1. Dies bedingt, dass sich die Spannungen der einzelnen Elemente zwischen ein-
zelnen Lastspielen nicht oder nur geringfügig ändern. Eine Auswertung der Spannungs-Dehnungs-
Hysterese zur Schädigungsberechnung erfolgte deshalb erst, wenn die Änderung der Ober- bzw. Mit-
telspannung zwischen zwei Schwingspielen < 2% lag.  
Der Spannungs-Dehnungs-Verlauf bis zum zyklisch-stabilen Zustand im Auswertebereich (bei 𝐿/2 
entlang des Normaldehnungspfads = 0  am jeweiligen Kerbgrund) ist für die Kerbbiegeproben in 
Abbildung 8-14 und für die Schweißzugproben in Abbildung 8-15 unter Angabe des effektiven Span-
nungsverhältnisses 𝑅𝑒𝑓𝑓 für die höchste und niedrigste Nennspannungsschwingbreite ∆𝑆 aus den 
Schwingfestigkeitsversuchen zusammengefasst. Dabei liegt das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 
bei den Kerbbiegeproben aus S355J2+N unabhängig vom Behandlungs- bzw. Eigenspannungszu-
stand (HFH, HFH-PV und HFH-NV) und der aufgebrachten Nennspannung immer bei 𝑅𝑒𝑓𝑓 ≈ −1. Da-
bei bleiben bei den Kerbbiegeproben bei niedriger Last im unbehandelten Zustand teilweise geringe 
Zugmittelspannungen erhalten, siehe Abbildung 8-14. 
Dagegen bauen sich die Mittelspannungen im Auswertebereich bei den unbehandelten Kerbbiege-
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bei den Kerbbiegeproben aus diesem Werkstoff abhängig vom Eigenspannungszustand und der 
Nennspannung stets Zugmittelspannungen vorhanden.  
Bei den HFH-behandelten Schweißzugproben beider Werkstoffe sind im Auswertebereich des FE-
Modells innerhalb eines Lastspiels in der Regel positive Mittelspannungen vorhanden, siehe  Abbil-
dung 8-15. Eine Ausnahme bildet hier die FE-Rechnung bzgl. der PIT-behandelten Schweißzugproben 
bei sehr niedrigen Lasten. Die Mittelspannungen fallen aufgrund der geringeren Druckeigenspannun-
gen bei den HiFIT-behandelten Proben höher aus als bei den PIT-behandelten Proben. Bei hohen Las-
ten gleichen sich die simulierten Spannungs-Dehnungshysteresen der Proben aus dem Werkstoff 
S355J2+N unabhängig vom initialen Eigenspannungszustand annähernd an. Bei der FE-Simulation 
der Proben aus S960QL ist dagegen auch bei hohem Lastniveau ein deutlicher Unterschied der Mit-
telspannung abhängig vom initialen Eigenspannungszustand festzustellen. 
 
 
Abbildung 8-14: Spannungs-Dehnungsverläufe am Kerbgrund der Kerbbiegeproben aus S355J2+N und 
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Abbildung 8-15: Spannungs-Dehnungsverläufe am Kerbgrund der Schweißzugproben aus S355J2+N 
und S960QL für verschiedene Werkstoffzustände und Spannungsschwingbreiten ∆  
 
Parameterstudie des 𝑷 𝑾𝑻-  und 𝑷𝑭 -Parameters  an unbehandelten Kerbbiegeproben 
Zunächst wurde der Einfluss des Auswertepfads (Normaldehnungspfad, NP und Scherdehnungspfad, 
SP) sowie des Spannungsabstandansatzes auf die Schädigungsparameter 𝑃𝐹𝑆 und 𝑃𝑆𝑊𝑇 bzw. auf die 
errechnete Anrisslebensdauer der Kerbbiegeproben im unbehandelten Zustand untersucht, darge-
stellt in Abbildung 8-16. Als Gütekriterium wurde dabei die mittlere, betragsmäßige Abweichung von 











Dabei ist n die Gesamtanzahl der Proben pro Versuchsreihe. Zusätzlich wurde bestimmt, wieviel 
Werte hinsichtlich 𝑁𝑠𝑖𝑚,𝑖/𝑁𝑒𝑥𝑝,𝑖   in das Streuband +/- 2 fallen.  
Dabei nimmt durch die eine Vergrößerung des kritischen Abstands von 𝐿 = 0,087 mm auf  𝐿 = 0,167 
mm gegenüber den errechneten Werten aus Tabelle 8-3, die Übereinstimmung von 𝑁𝑠𝑖𝑚,𝑖 und 𝑁𝑒𝑥𝑝,𝑖 
für die Kerbproben aus S960QL ab. Dagegen ergeben sich für beide Schädigungsparameter nur ge-
ringe Unterschiede hinsichtlich einer Reduzierung des kritischen Abstands 𝐿 von 𝐿 = 0,3 mm auf  𝐿 =
0,1 bei den Kerbbiegeproben aus S355J2+N. Eine Variation des Auswertepfades hinsichtlich des 𝑃𝐹𝑆-
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Abbildung 8-16: Vergleich der errechneten Anrisslastspielzahl 𝑵 𝒊  und experimentell be-
stimmten Anrisslastspielzahl 𝑵  𝒑 für die unbehandelten Kerbbiegeproben 
aus S355J2+N (a)-(b) und aus S960QL (c)-(d) 
 
Vergleich des 𝑷 𝑾𝑻- und 𝑷𝑭  -Parameters an HFH-behandelten Kerbbiegeproben 
Die Übereinstimmung von 𝑁𝑠𝑖𝑚,𝑖 und 𝑁𝑒𝑥𝑝,𝑖 der Kerbbiegeproben im HFH-behandelten Zustand für 
mehrere Versuchsreihen, ist in Tabelle 8-5 zusammengefasst. Diese Übereinstimmung wird dabei 
durch die Anzahl der Werte im Streuband +/- 2 sowie durch die mittlere, betragsmäßige Abweichung 
∆?̅?𝑝 beschrieben. Der 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter liefert für die HFH-behandelten Kerbbiegeproben aus 
S355J2+N sowie für die HFH-behandelten Kerbbiegeproben aus S960QL mit negativer Vorspannung 
eine etwas bessere Übereinstimmung. Dagegen wurde bei allen anderen Versuchsreihen durch den 
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Tabelle 8-5: Abweichungen der errechneten Anrisslastspielzahl 𝑵 𝒊  und experimentell be-
stimmten Anrisslastspielzahl 𝑵  𝒑 mit den Schädigungsparametern 𝑷 𝑾𝑻 und 
𝑷𝑭  für die Kerbbiegeproben 
Werkstoff: 
S355J2+N S960QL 
Beh.-Zustand: Unb. HFH HFH-NV HFH-PV Unb. HFH HFH-NV HFH-PV 
𝑃𝑆𝑊𝑇 ∆?̅?𝑝 72% 40% 73% 30% 165% 51% 74% 32% 
+/-2* 76% 62% 57% 100% 41% 69% 25% 100% 
𝑃𝐹𝑆 ∆?̅?𝑝 51% 46% 43% 33% 51% 42% 35% 39% 
+/-2* 73% 46% 85% 100% 82% 69% 80% 75% 
*Werte innerhalb des Streubands: +/- 2 𝑁𝑠𝑖𝑚 / 𝑁𝑒𝑥𝑝 
Anrisslebensdauerbewertung mit dem 𝑷𝑭  - Parameter 
Aufgrund der höheren Übereinstimmung mit experimentellen Werten erfolgte die abschließende Le-
bensprognose der Kerbbiege- und Schweißzugproben auf Basis des 𝑃𝐹𝑆-Parameters, dargestellt in 
Abbildung 8-17. Dabei wurde der unterschiedliche Eigenspannungszustand nach der HiFIT- bzw. PIT-
Behandlung berücksichtigt. Die Berechnung erfolgte für die Schweißzugproben nach der HiFIT- und 
PIT-Behandlung anhand identischer Coffin-Manson Parameter, siehe Tabelle 6-2. Geringe Unter-
schiede der Härte nach der jeweiligen Behandlung wurden vernachlässigt. Die betragsmäßige Abwei-
chung ∆?̅?𝑝 sowie die Anzahl der Werte innerhalb des Streubands +/-2 für die PIT- und HiFIT-behan-
delten Schweißzugproben sind in Tabelle 8-6 zusammengefasst. Die Auswertung wurde auch für 
beide Behandlungszustände zusammen durchgeführt (HiFIT+PIT). Die Hälfte der prognostizierten 
Lastspielzahlen der HFH-behandelten Schweißzugproben aus S355J2+N und 2/3 der HFH-behandel-
ten Schweißzugproben aus S960QL fallen in ein Streuband von +/- 2. Insgesamt liegen 87% der prog-
nostizierten Lastspielzahlen in einem Streuband von +/- 3.  
Tabelle 8-6: Abweichungen der errechneten Anrisslastspielzahl 𝑵 𝒊  und experimentell be-




Beh.-Zustand: HiFIT PIT HiFIT+PIT HiFIT PIT HiFIT+PIT 
𝑃𝐹𝑆 ∆?̅?𝑝 56% 88% 68% 30% 115% 65% 
+/-2* 66% 33% 50% 100% 20% 66% 
*Werte innerhalb des Streubands: +/- 2 𝑁𝑠𝑖𝑚 / 𝑁𝑒𝑥𝑝 
 
Die Analyse zeigt weiterhin, dass hinsichtlich der errechneten Anrisslastspielzahlen der Schweißzug-
proben geringere Übereinstimmungen erzielt wurden als bei den Kerbbiegeproben. Im Fall der Kerb-
biegeproben liegen 92% aller prognostizierten Lastspielzahlen der Kerbbiegeproben aus S960QL 
und 98% aller Kerbbiegeproben aus S355J2+N in einem Streuband von +/- 3.   
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Hinsichtlich der Schädigungsberechnung der Schweißzugproben aus S355J2+N wurde zudem festge-
stellt, dass die Schädigung der FE-Elemente im Bereich mit dem Verfestigungsverhalten entspre-
chend des HFH-behandelten (verfestigten) Grundwerkstoffs, siehe HFH+GW Abbildung 4-21, mit ex-
perimentellen Anrisslastspielzahlen korreliert. 
 
Abbildung 8-17: (Anriss)Lebensdauerprognose der Kerbbiegeproben aus S355J2+N (a) sowie aus                                                              
…………………………S960QL (b) und der Schweißzugproben (c) 
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Für beide Versuchswerkstoffe wurden deutliche Schwingfestigkeitssteigerungen zwischen 35% und 
45% (bzgl. ∆𝑆5% aus Tabelle 8-1) der HFH-behandelten Kerbbiegeproben ohne Vorspannung gegen-
über den unbehandelten Kerbbiegeproben ermittelt. Die ermittelte Schwingfestigkeit für die unbe-
handelten Proben aus S355J2+N lässt sich dabei zwischen den Schwingfestigkeiten an gekerbten Pro-
ben (𝐾𝑡 = 1,0 und 𝐾𝑡 = 2,5) aus Ck45 von Haibach und Matschke (1981) unter Zugschwellbelastung 
einordnen. Die nur geringfügig höhere Schwingfestigkeit des höherfesten Baustahls S960QL gegen-
über dem niederfesten Baustahl S355J2+N lässt sich durch die höhere Kerbempfindlichkeit des hö-
herfesten Werkstoffs erklären. Diese wirkt sich für Baustahl erst ab 𝐾𝑡 > 4 nicht mehr wesentlich auf 
die Wechselfestigkeit aus (Macherauch und Wohlfahrt, 1985; Macherauch und Zoch, 2011).  
Entsprechend der Analysen des Werkstoffzustands im Kerbgrund, siehe Abschnitt 5, ist davon aus-
zugehen, dass die Schwingfestigkeitszunahme beim Werkstoff S960QL bei den Kerbbiegeproben aus-
schließlich auf die oberflächennahen Druckeigenspannungen nach der HFH-Behandlung zurückzu-
führen sind. Dies ist damit zu begründen, dass keine wesentliche Steigerung der Härte sowie der Ver-
setzungsdichte festgestellt werden konnte, siehe Abschnitt 5.1. Mit dem hohen Einfluss der Druckei-
genspannung lassen sich auch die deutlichen Unterschiede der Schwingfestigkeiten der HFH-behan-
delten Kerbbiegeproben unter Vorspannung (Versuchsreihen HFH-NV, HFH-PV) erklären. Vor allem 
die negativ vorgespannten Proben (HFH-NV) weisen deutlich geringere Druckeigenspannungen in 
Lastrichtung auf, siehe Abschnitt 5.3. Dies führt in Kombination mit der höheren Spannungskonzent-
ration aufgrund der Eindrücke zu Schwingfestigkeiten, die im Bereich der unbehandelten Kerbbiege-
proben liegen. 
Bei den Kerbbiegeproben aus dem niederfesten Baustahl ist die Schwingfestigkeitszunahme auch auf 
die deutliche Steigerung der Randschichthärte und Versetzungsdichte, siehe Abschnitt 5.1, zurückzu-
führen. Unabhängig von der Vorspannung während der HFH-Behandlung wurden dabei annähernd 
identische Mikrohärtewerte gemessen, die teilweise das Niveau des Grundwerkstoffs des Stahls 
S960QL erreichten. Allerdings wurden nach der HFH-Behandlung bei allen Versuchsreihen Druckei-
genspannungen nachgewiesen, die sich allerdings abhängig von der Vorspannung während der HFH-
Behandlung deutlich unterscheiden, siehe Abschnitt 5.3. Unabhängig vom initialen Druckeigenspan-
nungszustand wurden anschließend fast identische Schwingfestigkeiten bei allen Versuchsreihen er-
mittelt. Entsprechend ist davon auszugehen, dass fast ausschließlich die Randschichtverfestigung für 
die Schwingfestigkeitssteigerung nach der HFH-Behandlung verantwortlich ist.  
 
Bei den Schweißzugproben wurde ebenfalls an beiden Versuchswerkstoffen eine hohe Schwingfes-
tigkeitssteigerung nach der HFH-Behandlung festgestellt. Einordnung und Vergleich der ermittelten 
Schwingfestigkeiten der Schweißzugproben entsprechend der Schwingfestigkeitsklassen bzgl. der 
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IIW-Richtlinie (Marquis und Barsoum, 2016) bzw. der DASt-Richtlinie (DASt, 2019) erfolgten bereits 
durch Schubnell et al. (2020c). Dabei lässt sich zusammengefasst feststellen, dass die Schwingfestig-
keiten der Schweißzugproben, ermittelt mit einer freien bzw. festen Neigung (Tabelle 8-2), den Emp-
fehlungen aus den Richtlinien entsprechen. Für die HFH-behandelten Schweißzugproben aus S960QL 
liegt die Schwingfestigkeit sogar deutlich über der Empfehlung der IIW-Richtlinie (FAT = 180 MPa). 
Des Weiteren fallen die ermittelten Schwingfestigkeitswerte mit den Werten weiterer Studien an UIT- 
und PIT-behandelten Quersteifen (Stahlklasse S355 bis S690) zusammen, ausführlich zusammenge-
fasst von Mecséri und Kövesdi (2020). Dabei liegt die Schwingfestigkeit der HFH-behandelten 
Schweißzugproben aus S960QL etwas unter dem Wert von Kuhlmann und Günther (2009) für PIT-
behandelte Kreuzstöße aus S690 von ∆𝑆5% = 227 MPa für eine Neigung von 𝑘 = 5. Hinsichtlich der 
Begrenzung der maximalen Nennspannung 𝑆𝑚𝑎𝑥 bei den Schwingfestigkeitsversuchen lagen die 
höchsten Lasten bei der nominellen Streckgrenze des Grundwerkstoffs von 355 MPa und damit zwar 
im Rahmen der DASt-Richtlinie (DASt, 2019) aber deutlich über der Empfehlung von Marquis und 
Barsoum (2016) von 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 0,45 𝑅𝑒 . Trotzdem konnten hinsichtlich der Empfehlung der Schwingfes-
tigkeit der IIW-Richtlinie zufriedenstellende Ergebnisse erzielt werden.    
Bei den Schweißzugproben aus S960QL ist davon auszugehen, dass die Schwingfestigkeitsteigerung 
auf die Druckeigenspannung nach der HFH-Behandlung sowie auf die Änderung der lokalen Nahtge-
ometrie zurückzuführen ist. Dies begründet sich damit, dass wie bei den Kerbbiegeproben keine Stei-
gerung der Mikrohärte bzw. der Versetzungsdichte festgestellt werden konnte. Bei den Schweißzug-
proben aus S355J2+N dagegen, kann ein Einfluss des Effekts der Randschichtverfestigung auf die 
Schwingfestigkeitsteigerung nicht ausgeschlossen werden, da auch eine Steigerung der Mikrohärte 
festgestellt wurde. 
Eigenspannungsumlagerung unter zyklischer Belastung 
Sowohl die 2D-FE-Simulation als auch Röntgenbeugungsmessungen zeigen, dass während der zykli-
schen Belastung Druckeigenspannung am Kerbgrund unbehandelter Kerbbiegeproben entsteht, bzw. 
dass die Druckeigenspannung am Kerbgrund HFH-behandelter Kerbbiegeproben in der Regel zu-
nimmt, siehe Abbildung 8-6. Diese Zunahme ist mit steigender Oberspannung stärker ausgeprägt. 
Dies deckt sich mit den Eigenspannungsanalysen an gekerbten Proben aus gehärtetem und angelas-
senem A736 Stahl von Underwood (1995), der nahezu identische mechanische Eigenschaften wie der 
hier untersuchte S960QL Stahl aufweist. Nur bei den Kerbbiegeproben aus S960QL, Versuchsreihe 
HFH-PV, die bereits nach der Behandlung sehr hohe Druckeigenspannung nahe der Streckgrenze des 
Werkstoffs aufweisen, wurde eine betragsmäßige Abnahme der Durckeigenspannungen festgestellt. 
Die Entstehung bzw. betragsmäßige Zunahme der Druckeigenspannung lässt sich dabei mit der plas-
tischen Streckung des Kerbgrunds und durch die anschließende Kompression durch den umliegen-
den elastischen Werkstoff beim Entlasten der Proben erklären. Die Elemente im Kerbgrund der FE-
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Simulation zeigen entsprechend zusätzliche, plastische Dehnungen in Belastungsrichtung. Der Auf-
bau von (Druck)Eigenspannung am Kerbgrund durch entsprechende (Zug)Belastung wurde bereits 
von Schütz und Gassner (1975) sowie von Gurney (1979) beschrieben, wobei jeweils bemerkt wurde, 
dass das Eigenspannungsniveau mit steigender Festigkeit des Werkstoffs sowie steigender Belastung 
zunimmt. 
Bei den Schweißzugproben beider Versuchswerkstoffe zeigten sowohl numerische als auch experi-
mentelle Eigenspannungsanalysen eine Abnahme der Druckeigenspannung am Kerbgrund des HFH-
behandelten Profils durch zyklische Belastung. Im Unterschied zu den Kerbbiegeproben ist bei den 
Schweißzugproben die Belastung gleichmäßiger über den Querschnitt verteilt. Entsprechend überla-
gert sich eine vergleichsweise hohe Zuglastspannung mit den tiefer im Werkstoff befindlichen Zugei-
genspannungen, die sich mit der oberflächennahen, HFH-induzierten Druckeigenspannung im Gleich-
gewicht befindet. Die hohe, positive Belastung führt somit auch zu einer Reduktion der oberflächen-
nahen Druckeigenspannung.  
Die 2D-FE-Simulation der Eigenspannungsumlagerung der Schweißzugproben zeigten, dass selbst 
bei den höchsten Oberlasten kein vollständiger Abbau der Druckeigenspannung auftritt. Ausgehend 
von der Annahme, dass nach dem ersten Lastspiel keine signifikante Änderung des Eigenspannungs-
zustands auftritt, liegt ein Vergleich mit experimentellen Untersuchungen zum Eigenspannungsab-
bau an identischen Schweißzugproben im Rahmen des IGF-Vorhabens 19227 N (Schubnell et al., 
2020c) unter einzelnen Überlasten nahe. Diese Untersuchungen zeigten ebenfalls, dass bis zu einer 
Belastung mit  𝑆𝑚𝑎𝑥 = 378 MPa (Werkstoff S355J2+N) und 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 909 MPa (Werkstoff S960QL) stets 
ein Großteil der Druckeigenspannung an der Oberfläche erhalten bleiben. Bei einzelnen Proben des 
Werkstoffs S355J2+N wurde sogar eine betragsmäßige Zunahme der Druckeigenspannung festge-
stellt.  
 
Für die Eigenspannungsanalysen der Schweißzugproben bietet sich dabei ein quantitativer Vergleich 
mit den ausführlichen Röntgenbeugungsanalysen von Weich (2009b) an HiFIT-behandelten Stumpf-
stößen der Stahlklasse S355 unter quasi-statischer und zyklischer Belastung an. Hinsichtlich des Ver-
gleichs zwischen quasi-statischer und zyklischer Belastung sei erwähnt, dass bei zusätzlichen Unter-
suchungen an HiFIT-behandelten Stumpfstößen der Werkstoffe S355J2+N und S690QL unter zykli-
scher Zugschwellbelastung (𝑅𝜎  = 0,1) eine Reduktion der Druckeigenspannung festgestellt wurde, 
die sich fast ausschließlich auf das erste Lastspiel beschränkte bzw. erst bei höheren Lastspielzahlen 
auftraten (𝑁 > 104) (Weich, 2009b). Bei den Proben aus S355J2+N wurde durch FE-Simulation und 
Röntgenbeugungsmessung sowohl für hohe Last (𝑆𝑚𝑎𝑥 = 360 MPa) als auch für niedrige Last (𝑆𝑚𝑎𝑥 = 
150 MPa) eine Relaxation der Druckeigenspannung in Querrichtung (ca. -200 MPa) unter zyklischer 
Belastung ermittelt. Röntgenbeugungsmessungen von Weich (2009b) an HiFIT-behandelten Stumpf-
stößen unter quasi-statischer Belastung zeigten keine Reduktion der Druckeigenspannung am Naht-
übergang unter einem Lastniveau von 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 200 MPa, aber eine deutliche Reduktion bei einer Last 
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von 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 350 MPa (ca. 75% der vorhandenen Druckeigenspannungen). Bei den HFH-behandelten 
Schweißzugproben aus S960QL wurde für niedrige Lasten (𝑆𝑚𝑎𝑥 = 250 MPa) eine geringe Zunahme 
und bei höheren Lasten (𝑆𝑚𝑎𝑥 = 600 MPa) eine deutliche Reduktion der Druckeigenspannung durch 
FE-Simulation und Röntgenbeugungsmessung festgestellt. Experimentelle Untersuchungen zum 
quasi-statischen Eigenspannungsabbau an HiFIT-behandelten Stumpfstößen aus S690QL von Weich 
(2009b) zeigten ein ähnliches Verhalten bezogen auf die maximale Nennspannung. Dabei wurde bis 
zu einer Nennspannung von 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 250 MPa eine Zunahme der Druckeigenspannung in Querrichtung 
am Nahtübergang um ca. 25% festgestellt. Zudem baute sich bei einer Belastung von 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 650 MPa 
die Druckeigenspannung bis auf einen geringen Betrag vollständig ab. Dabei liegt die Streckgrenze 
des betrachteten Werkstoffs S690QL mit ca. 800 MPa noch deutlich unter der Streckgrenze des un-
tersuchten S960QL Stahls. Ebenfalls wurde für den HFH-behandelten Nahtübergang der untersuch-
ten Stumpfstöße eine Kerbformzahl von 𝐾𝑡 ≈ 1,3 bis 1,4 abgeschätzt, die deutlich niedriger liegt als 
die Kerbformzahl der untersuchten Schweißzugproben von 𝐾𝑡 ≈ 1,99 bis 2,2 (Schubnell et al., 2020c). 
Es ist also anzunehmen, dass die resultierende lokale Spannung der untersuchten Schweißzugproben 
bei gleicher Nennspannung deutlich höher liegt.  
Die grundsätzliche Annahme, dass ein Großteil der Eigenspannungsumlagerung während des ersten 
Lastspiels auftritt, wird durch die experimentelle und numerische Untersuchungen zum Eigenspan-
nungsabbau an HFH-behandelten Quersteifen aus S355 von Leitner et al. (2017, 2018) bestätigt.  Da-
bei zeigt sich bei einer Belastung mit 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 277 MPa, dass sich etwa 40% der Druckeigenspannungen 
(ca. -130 MPa) innerhalb des ersten Lastspiels abbauen. Dieser Wert korreliert weitestgehend mit 
den Untersuchungen der Schweißzugproben aus S355J2+N. Allerdings wurde bei den Untersuchun-
gen von Leitner et al. (2017), auch bei Proben aus S355 / S960 bei 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 277 / 305 MPa ebenfalls 
ein Eigenspannungsabbau bis 𝑁 = 105 Lastspielen festgestellt. 
Die Unterschiede zwischen Messung und FE-Simulation lassen sich sowohl bei den Kerbbiegeproben 
als auch bei den Schweißzugproben mit der tendenziell zu niedrigen und einheitlichen Fließgrenze 
im FE-Modell (durch die gradientenfreie Modellierung des HFH-verfestigten Bereichs) begründen. 
Dies ist dadurch bedingt, dass durch eine niedrigere, gewählte Fließspannung bei der Anpassung der 
kinematischen Terme an die zyklische Verfestigungskurve eine deutlich höhere Übereinstimmung 
für geringe Dehnungen erzielt werden konnte, siehe auch Abschnitt 4.4.3. Zudem entspricht die ap-
proximierte, zyklische Streckgrenze bzw. Fließgrenze nach Lopez und Fatemi (2012) aus der Rand-
schichthärte einem Mittelwert der verfestigten Randschicht. Dadurch ist anzunehmen, dass beson-
ders in oberflächenahen Bereichen im FE-Modell die Änderung des Eigenspannungszustandes durch 
Überschreiten der Fließspannung überschätzt wird. 
Spannungsabstandsansatz  
Der kritische Abstand 𝐿 diente in diesem Fall zur Abgrenzung von physikalisch langen zu physikalisch 
kurzen Rissen u.a. nach Stephens et al. (2000), ausgehend vom Verhältnis der plastischen Zone um 
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die Rissspitze zur Gesamtrisslänge. Dabei wurde aus praktikablen Gründen die grundsätzliche An-
nahme getroffen, den Wert von 𝐿 unabhängig von allen Einflussfaktoren als konstant anzunehmen, 
wie von Taylor (2008) empfohlen und von Gates (2018) praktiziert. Neuere Untersuchungen speziell 
für niederfesten Baustahl zeigen allerdings diverse Abhängigkeiten u.a. der Lastmittelspannung, des 
Lastniveaus und der Lastspielzahl, siehe auch Abschnitt 2.5.5.  
Der kritische Abstand 𝐿 legt entsprechend auch den Auswertebereich im FE-Modell für Schädigungs-
berechnung fest und stellt somit bei den durchgeführten Berechnungen einen wichtigen Einflussfak-
tor dar. Hinreichend gesicherte Angaben zum kritischen Abstand existieren allerdings derzeit nur für 
niederfeste Stähle, wobei Madrazo et al. (2014) und Taylor (2008) jeweils einen Wert von 𝐿 ≈ 0,3 
mm für S355J2 bzw. niederfesten Stahl angeben. Zur Bestimmung des kritischen Abstands für die 
untersuchten höherfesten Werkstoffzustände muss auf Approximationsmethoden u.a. nach Taylor 
(1999) sowie nach Lawrence et al. (1978, 1981) zurückgegriffen werden.  
 
Hinsichtlich des Berechnungsansatzes von Tanaka (1983) bzw. von Taylor (1999) und El Haddad et 
al. (1979) nach Gleichung (37) bzw. nach Gleichung (38) zur Abschätzung von 𝐿, hat die Wahl des 
Schwellenwerts des zyklischen Spannungsintensitätsfaktors ∆𝐾𝑡ℎ einen hohen Einfluss auf den er-
rechneten kritischen Abstand 𝐿. Experimentell ist die Bestimmung dieses Schwellenwerts nach ASTM 
E647-15 aufgrund der Extrapolation von Rissfortschrittskurven mit entsprechenden Variationen ver-
bunden. Dies kann u.a. zu stark unterschiedlichen Angaben dieses Wertes für ansonsten ähnliche 
Werkstoffzustände führen, siehe Tabelle 2-3 für niederfeste Baustähle. Die Verwendung von Mini-
malwerten nach Hobbacher (2016) bzw. nach BS 7910:2005 für Schweißverbindungen und Stähle im 
Allgemeinen von ∆𝐾𝑡ℎ = 2 MPa √m führt zu sehr kleinen Werten von 𝐿 > 10 µm. Eine Abschätzung   
dieses Schwellenwerts nach Pippan und Riemelmoser (2003) führt zu ähnlich kleinen Werten für 𝐿. 
Diese Werte stehen zum einen im Widerspruch zum Richtwert von Taylor (2008), wonach sich der 
Wert von 𝐿 im Bereich vom 3- bis 10-fachen der Korngröße befindet. Zum anderen liegen diese nied-
rigen Werte auch unter der Homogenisierungsgrenze der FE-Simulation (ca. 3-fache Korngröße nach 
Welsch (2015)) hinsichtlich der untersuchten Gefügezustände. Eine alternative, praktikablere Ab-
schätzung liefert Lawrence et al. (1978, 1981) in Bezug auf die Angaben von 𝐿 in Abhängigkeit der 
Zugfestigkeit von Peterson (1974), siehe Gleichung (39). Die errechnete Werte nach dieser Nähe-
rungsformel korrelieren dabei für 𝑅𝑚 > 600 MPa weitestgehend mit den Angaben von Taylor (2008) 
sowie von Radaj und Vormwald (2007). Für kleinere Zugfestigkeiten wird dagegen der Wert von 𝐿 
gegenüber den Angaben von Taylor (2008) und Peterson (1974) überschätzt.  
Zusammengefasst lässt sich dabei sagen, dass die abgeschätzten Werte von 𝐿 nicht im Widerspruch 
zu Literaturangaben von Taylor (2008), Peterson (1974) und Radaj und Vormwald (2007) stehen. 
Allerdings müssen mit dem Berechnungsansatz von Tanaka (1983) bzw. von Taylor (1999) ver-
gleichsweise hohe Werte für ∆𝐾𝑡ℎ (umgerechnet ∆𝐾𝑡ℎ> 13 MPa m1/2 für S355J2+N) verwendet wer-
den, um ähnliche Werte für den kritischen Abstand 𝐿 zu erzielen.  
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Berechnung des Rissfortschritts 
Die Analyse der Lastspielanzahl des stabilen Rissfortschreitens diente zur Festlegung eines einheitli-
chen Kriteriums (Anrisslänge und Anrisslastspielzahl) für den Abgleich mit den Ergebnissen der er-
rechneten Lastspielzahlen durch die dehnungsbasierten Schädigungskonzepte, siehe Abschnitt 8.2.4. 
Die Paris-Erdogan Parameter 𝐶 und 𝑚 wurden anhand der Rastlinien kalibiert, die während der 
Schwingfestigkeitsversuche generiert wurden und nicht an Standard CT-Proben ermittelt. Eine Ein-
ordnung der ermittelten Parameter im Vergleich mit Literaturangaben ist deshalb angebracht.  
Die deutlich höhere ermittelte Rissfortschrittsrate beim höherfesten Stahl S960QL gegenüber dem 
niederfesten Stahl S355J2+N deckt sich dabei mit den In-Situ-Messungen von Simunek et al. (2018) 
an identischen Stahlklassen. Die ermittelte Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 der Paris-Erdogan-Gleichung 
für die Kerbbiegeproben aus S355J2+N liegt deutlich unter dem Streuband für niederfeste bzw. fer-
ritisch-perlitische Stähle, siehe Abbildung 8-10 mit den Parametern 𝐶 und 𝑚 aus Tabelle 2-4. Eben-
falls liegen die ermittelten Rissfortschrittsraten für beide Versuchswerkstoffe unter den ermittelten 
Werten von Simunek et al. (2018). Allerdings erfolgte in diesem Fall die Messung an langen Rissen 𝑎 
> 6 mm, weshalb ein direkter Vergleich unter Vorbehalt steht. Die höhere Rissfortschrittsrate begrün-
det sich damit, dass die Parameter 𝐶 und 𝑚 aus der nach Berger et al. (2006) und Simunek et al. 
(2018) jeweils bei einem positiven Verhältnis von maximalem zu minimalem Spannungsintensitäts-
faktor von 𝑅𝑘 ≥ 0,1 ermittelt wurden. Bei der durchgeführten Ermittlung der Paris-Erdogan Parame-
ter hingegen wurde die oberflächennahen Druckeigenspannungen direkt berücksichtigt. Des Weite-
ren liegt die Rissfortschrittsrate der Kerbbiegeproben aus S960QL ebenfalls deutlich unter der An-
gabe für rein-martensitischen Stahl aus Tabelle 2-4. Die entsprechenden Parameter von Stephens et 
al. (2000) in Bezug auf Barsom (1971) stellen allerdings ausdrücklich konservative Werte dar. 
Bei den Schweißzugproben wurde ebenfalls für den höherfesten Stahl S960QL eine höhere Rissfort-
schrittsrate als beim niederfesten Stahl ermittelt. Dies deckt sich mit den Erkenntnissen aus dem IGF-
Vorhaben 19227N (Schubnell et al., 2020c) bzw. mit den Erkenntnissen von Weich (2009b). Die Riss-
fortschrittsraten sind dabei im unteren Bereich des Streubands für Schweißverbindungen einzuord-
nen, siehe Abbildung 8-10, aber noch über den, durch Infrarotthermografie ermittelten Werten an 
HiFIT- und UIT-behandelten Stumpfstößen aus S355J2 und S690QL von Weich (2009b) für kurze 
Risslängen  𝑎 < 1,3.  
 
Die durchgeführte Lebensdauerprognose auf Basis der LEBM mit dem Ansatz eines einzelnen semi-
elliptischen Risses mit der Anfangsrisslänge 𝑎𝑖 = 𝐿 deckt sich im Bereich von 𝑁 < 10
4 weitestgehend 
mit experimentellen Werten. Mit steigender Lastspielzahl nimmt allerdings der Unterschied zwi-
schen prognostizierter mit experimentell ermittelter Lastspielzahl zu. Für beide Probentypen und 
Versuchswerkstoffe beträgt die Übereinstimmung < 50% bei 𝑁 = 105. Dies deckt sich qualitativ mit 
den LEBM-Berechnungen von Lihavainen und Marquis (2006) sowie Lihavainen (2006) von UIT-be-
handelten Längssteifen aus S355J20 mit ähnlichem Berechnungsansatz.  
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Einige Faktoren, mit welchen die deutlichen Unterschiede zwischen experimenteller und bruchme-
chanisch-prognostizierter Lastspielzahlen zu erklären sind, können durch den Vergleich mit weiteren 
bruchmechanischen Ansätzen von Ghahremani und Walbridge (2011), Yekta et al. (2013) und Ranjan 
et al. (2016) (dehnungsbasiert) sowie von Leitner et al. (2016) und Shams-Hakimi et al. (2018) an 
Quersteifen aus Baustahl erläutert werden. Dabei ist zu beachten, dass die aufgezählten Arbeiten 
durchgängig Materialparameter (𝐶 und 𝑚) aus den Richtlinien von Hobbacher (2012, 2016) verwen-
den, die zu höheren Rissfortschrittsraten führen als die hier verwendeten Parameter. Ebenfalls wur-
den Druckeigenspannungen in allen Arbeiten berücksichtigt. Die Anfangsrisslängen mit 𝑎𝑖  = 0,15 mm 
sowie das initiale 𝑎/𝑐-Verhältnis lagen ebenfalls im ähnlichen Bereich wie bei den hier durchgeführ-
ten Berechnungen. Bei den dehnungsbasierten Ansätzen sind die höheren, prognostizierten Last-
spielzahlen teilweise auf den niedrigeren, effektiven Spannungsintensitätfaktor durch die niedrige-
ren lokalen Spannungen zurückzuführen, die bei diesem Ansatz über die Ramberg-Osgood Beziehung 
(elastisch-plastisch) berechnet werden. Die Berücksichtigung von Rissschließeffekten wirkt sich 
ebenfalls mindernd auf den effektiven Spannungsintensitätfaktor und somit auf die errechnete Last-
spielzahl aus. Dabei wird in den meisten zitierten Untersuchungen das Modell von Newman (1984) 
verwendet. Bei diesem Modell wirkt sich der Rissschließeffekt bei ebenem Spannungszustand, sowie 
negativen Spannungsverhältnissen (bei oberflächennahen Druckeigenspannungen) sowie bei niedri-
gen Nennspannungen (höherzyklischer Bereich) vergleichsweise stark aus (Newman, 1984). Der Ein-
fluss von unterschiedlichen Ansatzfunktionen (weight functions) sei an dieser Stelle erwähnt. Ein 
Vergleich war im Rahmen dieser Arbeit aufgrund der limitierten Ansätze der Fehlerbewertungssoft-
ware IWM VERB nicht möglich. Zusammenfassend bleibt festzuhalten, dass eine wesentlich höhere 
Übereinstimmung mit experimentellen Lastspielzahlen unter Berücksichtung der genannten Ein-
flussfaktoren auf Basis der LEBM zu erwarten ist. 
 
Durch die Kalibrierung der Paris-Erdogan Parameter an vergleichsweise großen Risstiefen (𝑎 > 1,5 
mm) ist zudem davon auszugehen, dass die Rissfortschrittsrate für kleine Risstiefen unterschätzt 
wird. Dies zeigt sich im Vergleich mit Potentialsondenmessungen von Yekta et al. (2013) an UIT-be-
handelten Quersteifen aus 350W Stahl, dargestellt in Abbildung 8-9 für eine repräsentative Probe. In 
diesem Fall wurden über eine lange Belastungsphase auf fast identischem Lastniveau wie bei den 
untersuchten Schweißzugproben kurze Risse (𝑎 < 0,3) detektiert. Hinsichtlich des Einflusses der 
Risstiefe bzw. Risslänge auf die ermittelten Parameter 𝐶 und 𝑚 ist zu bemerken, dass in den Unter-
suchungen mit Infrarotthermografie durch Weich (2009b) an HFH-behandelten Stumpfstößen für 
kleine Risstiefen 0,05 mm < 𝑎 < 1,3 mm im Durchschnitt deutlich geringere Exponenten von 𝑚 = 2,3 
für S355J2 bzw. 𝑚 = 1,8 für S690QL gegenüber langen Rissen (𝑎 > 1,4) ermittelt wurden. Trotz höhe-
rer Werte für den Exponenten 𝐶 ergibt sich insgesamt eine niedrigere Rissfortschrittsgeschwindig-
keit. Es ist also anzunehmen, dass durch die durchgeführte Bestimmung von 𝐶 und 𝑚 an langen Ris-
sen mit 𝑎 > 0,8 mm die Rissfortschrittsgeschwindigkeit in den jeweiligen LEBM-Berechnungen mit 
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geringen Anfangsrisslängen 0,057 mm < 𝑎𝑖  < 0,3 mm tendenziell unterschätzt wird. Zusätzlich ist zu 
bemerken, dass kurze Risslängen nahe der Anwendungsgrenze der LEBM liegen. Diese kann anhand 
der Schädigungszone 𝑎𝑠 um die Rissspitze durch Fujimoto et al. (2001) mit 𝑎𝑠  ≈ 𝐿/2 abeschätzt wer-
den. Nach den Kriterien von Stephens et al. (2000) beschränkt sich der Anwendungsbereich der 
LEBM dann auf Risslängen 𝑎 ≤ 4 𝑎𝑠 = 2𝐿. Der Übergang von Kurzriss- zu Langrisswachstum (An-
wendungsbereich der LEBM) wird von Stephens et al. (2000) mit Verweis auf Kitagawa und 
Takahashi (1976) als kontinuierlicher Übergang beschrieben, siehe Abbildung 2-10 (b).  
 
Ein weiterer wesentlicher Einflussfaktor hinsichtlich der durchgeführten LEBM-Berechnung ist die 
Annahme eines einzelnen, mittigen semi-elliptischen Risses, siehe Fall 1 Abbildung 8-2, für die 
Schweißzugproben. Eine solche Schwingrissstruktur trat dabei nicht an jeder untersuchten Bruchflä-
che auf, sondern es bildete sich tendenziell eher eine Vielzahl von einzelnen Rissfronten, siehe Fall 2 
und Fall 3, Abbildung 8-2. Eine identische Annahme lag dabei den Untersuchungen von Lihavainen 
und Marquis (2006), Leitner et al. (2016) und Shams-Hakimi et al. (2018) zugrunde. Ebenfalls wurde 
dieser Ansatz auch von Ghahremani und Walbridge (2011), Yekta et al. (2013) und Ranjan et al., 
(2016) für die Anwendung eines dehnungsbasierten Bruchmechanikkonzeptes verwendet. Dabei 
wurden die ermittelten Lastspielzahlen im Vergleich zu experimentellen Werten unterschätzt. Das 
festgelegte 𝑎/𝑐-Verhältnis mit 0,6 für Risstiefen 𝑎 < 1 mm liegt dabei etwas höher als bei durchge-
führten LEBM Berechnungen der Schweißzugproben. Allerdings wurde eine identische, finale Riss-
tiefe von 𝑎𝐵 = 𝑡/2 verwendet. Von Leitner et al. (2016) wurde unter Anwendung der LEBM an Längs-
steifen aus S355 für eine finale Risstiefe 𝑎𝐵 = 1 mm bei 𝑡 = 5 mm gute Übereinstimmungen mit expe-
rimentellen Werten erzielt, wobei gefolgert wird, dass der Rissfortschritt über diesem Wert nur noch 
unwesentlich zur Lebensdauer der Schweißverbindung beiträgt. Die jeweiligen, empfohlenen An-
fangsrisslängen von 𝑎𝑖  = 0,1 mm Leitner et al. (2016) und Shams-Hakimi et al. (2018) in Bezug auf 
Hobbacher (2016) für die LEBM-Analyse von Längssteifen aus S355 liegen fast genau bei dem ent-
sprechenden Wert des kritischen Abstands 𝐿 = 0,102 mm für die WEZ des Werkstoffs S355J2+N, siehe 
Tabelle 8-3. Die empfohlene Anfangsrisslänge von Ghahremani und Walbridge (2011) mit 𝑎𝑖  = 0,15 
mm fällt dagegen fast mit dem verwendeten Wert von 𝐿 = 0,167 mm der LEBM-Berechnung der HFH-
behandelten Schweißzugproben (GW+HFH, siehe Tabelle 8-3) zusammen. 
Auch wenn auf Basis dieser Erkenntnisse davon ausgegangen werden kann, dass die Rissfortschritts-
geschwindigkeit durch diesen Berechnungsansatz tendenziell eher unterschätzt wird, so bleibt den-
noch festzustellen, dass in keinem Fall die errechneten Lastspielzahlen die Bruchlastspielzahl der je-
weiligen Proben überstiegen. Besonders die errechneten Lastspielzahlen bei hohen Lasten der ge-
schweißten Proben liegen ebenfalls noch leicht unter der jeweiligen der Bruchlastspielzahl.  
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 (Anriss)Lebensdauerprognose 
Die Prognose der Anrisslebensdauer erfolgte durch dehnungsbasierte Schädigungsparameter nach 
Smith et al. (1970) (𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter) sowie nach Fatemi und Socie (1988). Dabei wird jeweils die 
Eigenspannung, die unter zyklischer Belastung erhalten bleibt, über der Oberspannung normal zur 
jeweiligen Schädigungsebene (critical plane) 𝜎⊥𝑚𝑎𝑥  berücksichtigt.  
Im direkten Vergleich zwischen 𝑃𝑆𝑊𝑇 und 𝑃𝐹𝑆-Parameter hinsichtlich der Lebensdauerprognose an 
glatten Proben, siehe Abschnitt 6.3, auf Basis einer Einelement-FE-Rechnung zeigt der 𝑃𝐹𝑆-Parameter 
eine wesentlich höhere Übereinstimmung mit experimentellen Werten, siehe Abbildung 8-12. Dies 
darf jedoch nicht überbewertet werden und ist in erster Linie auf die Anpassung des Parameters 
𝑘𝐹𝑆(𝑁) zurückzuführen, wobei der 𝑃𝑆𝑊𝑇 bei kleinen Dehnungen bzw. im rein linearen Bereich der 
zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve weitestgehend mit dem 𝑃𝐹𝑆-Parameter übereinstimmt. Die 
Abweichungen zwischen prognostizierter und experimenteller Lastspielzahl des 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameters 
treten dabei bei den Grundwerkstoffen S355J2+N und S960QL im Bereich von elastisch-plastischen 
Dehnungen auf. Dabei ist anzunehmen, dass in diesem Fall der Betrag des 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameters, also das 
Produkt 𝜎⊥𝑚𝑎𝑥  ∆𝜀/2, welches als Verformungsenergiedichte interpretiert werden kann, unterschätzt 
wird, im Gegensatz zur Berechnung im rein-elastischen Bereich der zyklischen Spannungs-Deh-
nungskurve. 
Der angepasste Materialparameter für die Normalspannungsempfindlichkeit 𝑘𝐹𝑆(𝑁) des modifizier-
ten 𝑃𝐹𝑆-Parameters für den Grundwerkstoff S355J2+N zeigt einen ähnlichen Verlauf wie bei den do-
kumentierten Werten für SAE 1045 Stahl mit ähnlicher Festigkeit von Gates (2018). Im höherzykli-
schen Bereich konvergierten die ermittelten Werte allerdings gegen 𝑘𝐹𝑆(𝑁 > 10
6) ≈ 0,9 (relativ un-
abhängig vom untersuchten Werkstoffzustand) im Gegensatz zu einem Wert von 𝑘𝐹𝑆(𝑁 > 10
6) =
0,65 von Gates (2018). Der Unterschied resultiert auch daraus, dass mit der Anpassung des Parame-
ters 𝑘𝐹𝑆(𝑁) an die experimentellen Lastspielzahlen der glatten Proben auch Abweichungen aufgrund 
der Abschätzung der Materialparameter 𝜏𝑓
′ , 𝛾𝑓
′ , 𝑏𝛾 and 𝑐𝛾 für Scherdehnung entsprechend den Nähe-
rungsgleichungen von Socie and Marquis (2000) ausgeglichen werden. Höhere Werte für 𝑘𝐹𝑆(𝑁)  füh-
ren entsprechend zu einer Überschätzung des Einflusses der Normalspannung 𝜎⊥ auf die Schädigung. 
Dies führt dabei auch zu einer geringen Neigung der kritischen Ebene bzw. kleinerem -Winkel, siehe 
Abbildung 4-25 (b). Dies kann anhand der Bruchflächenanalyse nicht bestätigt werden. Die Werte für 
  variieren für die Kerbbiegeproben zwischen 30° und 35° und liegen damit auch im Bereich der an 
den Bruchkanten detektierten, geneigten Ebenen, siehe fraktografische Analyse Abschnitt 8.1.1. Die-
ser Vergleich bedingt entsprechend, dass die geneigten Bruchkanten durch Scherdehnung (Mod II 
Risswachstum) entstanden sind. Eine Neigung der kritischen Ebene um 35° im Bereich der maxima-
len Scherdehnung ist bei der Anwendung des 𝑃𝐹𝑆-Parameters (in orginaler Fassung) zu erwarten 
(Socie und Marquis, 2000). Dies wurde auch im Rahmen des IGF-Vorhabens 15.913 N an niederfestem 
S460NL Baustahl bestätigt, wobei etwas größere Neigungswinkel > 37° errechnet wurden 
(Varfolomeev et al., 2011).  
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Der kombinierte Einfluss von Lastmittelspannung und Eigenspannung während eines Lastspiels wird 
durch die 2D-FE-Simulation, siehe Abschnitt 4.5.3 und Abschnitt 8.2.1, beschrieben. Die errechneten 
Spannungs-Dehnungshysteresen, siehe Abbildung 8-14 und Abbildung 8-15, dienen dabei als Basis 
für die Berechnung der dehnungsbasierten Schädigungsparameter. Das effektive Spannungsverhält-
nis im Kerbgrund bzw. im Auswertebereich gibt dabei die Mittel- bzw. Eigenspannungsempfindlich-
keit des Werkstoffs wieder.  
In der FE-Rechnung zeigte sich, dass bei den HFH-behandelten Kerbbiegeproben aus SS355J2+N 
(Versuchsreihe HFH, HFH-NV und HFH-PV) die effektiv wirkende Mittelspannung im Auswertebe-
reich für alle Lastniveaus nahe Null liegt, siehe Abbildung 8-14. Nur für niederige Lastniveaus im un-
behandelten Zustand treten geringe Mittelspannungen auf. Dies lässt sich mit dem Überschreiten der 
Fließgrenze zahlreicher FE-Elemente in einem großen Bereich um die Kerbe erklären und bildet die 
geringen Mittelspannungsempfindlichkeit von 𝑀∗< 0,1; siehe Abbildung 2-6, dieses Werkstoffzu-
stands ab. Beim modellierten Werkstoff S960QL treten jedoch unabhängig vom Behandlungszustand 
deutliche Zugmittelspannungen im Auswertebereich auf. Dies deckt sich mit der höheren Mittelspan-
nungsempfindlichkeit dieses Werkstoffs von ca. 𝑀∗= 0,3. Im Zusammenhang mit dem modellierten 
Werkstoff lässt sich dies durch die höhere Fließspannung im Verhältnis zur Lastmittelspannung be-
gründen. 
 
Beim Vergleich zwischen dem 𝑃𝑆𝑊𝑇- und mod. 𝑃𝐹𝑆-Parameter hinsichtlich der Anrisslebensdauer-
prognose der unbehandelten Kerbbiegeproben zeigt der mod. 𝑃𝐹𝑆-Parameter die deutlich bessere 
Übereinstimmung mit experimentellen Werten, siehe Abbildung 8-16. Dies ist allerdings wiederum 
auf die wesentlich bessere Anpassung an die glatten Referenzproben, siehe Abbildung 8-12, durch 
den Materialparameter 𝑘𝐹𝑆(𝑁) zurückzuführen und lässt somit keine Aussage über die grundsätzli-
che Güte der Parameter zur Abbildung der jeweiligen physikalischen Effekte zu. 
Bei der Anrisslebensdauerprognose der Kerbbiegeproben aus S960QL zeigt sich, dass beide Schädi-
gungsparameter durchaus auch Zugmittelspannungen abbilden können. Mit beiden Schädigungspa-
rametern konnte eine hohe Übereinstimmung (jeweils 69% aller Werte liegen im Streuband +/- 2) 
mit den experimentellen Werten für diese Versuchsreihen erzielt werden.  Dies entspricht der Ein-
schätzung von Haibach (2006), wonach der 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter Mittelspannungsempfindlichkeiten bis 
𝑀∗= 0,4 darzustellen vermag.  
Eine weitere Reduktion der Zugmittelspannung bei der Berechnung des 𝑃𝑆𝑊𝑇 bzw. 𝑃𝑅𝐴𝑀-Parameters 
nach Gleichung (20), durch den Mittelspannungsparameter 𝑘𝑅𝐴𝑀 nach Bergmann (1983), siehe Glei-
chung (21), führt allerdings zu einer starken Unterschätzung der Anrisslebensdauer. Dies lässt sich 
damit begründen, dass der Effekt der Reduktion der Mittelspannung durch das Plastifizieren des 
Kerbgrunds, ausgedrückt durch die Mittelspannungsempfindlichkeit 𝑀∗, bereits durch die FE-Simu-
lation hinreichend beschrieben wird. 
Seite 140 von 171 Lebensdauerbewertung 
  
Bei der Anrisslebensdauerbewertung der unbehandelten Kerbbiegeproben zeigt sich kein signifikan-
ter Einfluss einer Verdoppelung oder Halbierung des kritischen Abstands 𝐿 und verbunden damit 
einer Variation des Bereichs zur Auswertung im FE-Modell. Dies lässt sich u.a. auf den relativ geringen 
Spannungsgradienten im FE-Modell zurückzuführen. In dem jeweiligen Bereich zwischen 0,05 bis 0,1 
mm und 0,15 bis 0,3 mm heben sich die Zunahme von Lastzugspannung und Druckeigenspannung 
teilweise auf.  
Eine Variation des Auswertepfads entlang der Ebene der höchsten Scherdehnung (  = 45°), siehe 
Abbildung 4-25 (b), bzgl. der Auswertung mit dem 𝑃𝐹𝑆-Parameter bei einem identischen Wert von 𝐿 
führt zu nicht-konservativen Werten der prognostizierten Anrisslebensdauer. Gates (2018) konnte 
in den untersuchten Fällen ebenfalls eine etwas bessere Übereinstimmung bei der Auswertung ent-
lang des Pfades der höchsten Normaldehnung erzielen.  
 
Die prognostizierte Anrisslastspielzahl im FE-Modell der Schweißzugproben aus S355J2+N im Be-
reich, welcher dem Verfestigungsverhalten des HFH-behandelten (verfestigten) Grundwerkstoffs 
entspricht, konnte gut in Relation zu den experimentellen Werten gesetzt werden. Dies entspricht 
den Erkenntnissen aus Abschnitt 5.4, wonach der Kerbgrund der HFH-behandelten Schweißzugpro-
ben aus S355J2+N deutlich im Bereich des Grundwerkstoffs liegt und lässt sich zudem durch die et-
was breitere Spur der HFH-Behandlung und der etwas geringen Ausdehnung der Wärmeeinflusszone 
gegenüber dem Werkstoff S960QL begründen. Beim Werkstoff S960QL lag die mit dem FE-Modell 
prognostizierte Anrisslastspielzahl dagegen in einem Bereich, der dem Verfestigungsverhalten der 
Wärmeeinflusszone entsprach. 
Die prognostizierten Anrisswöhlerlinien, siehe Abbildung 8-17, zeigen einen hohen Einfluss des zyk-
lischen Verfestigungsverhaltens im FE-Modell bzw. der simulierten Eigenspannungsumlagerung. 
Dies zeigt sich insbesondere daran, dass die errechneten Lastspielzahlen bei hohen Lasten beim 
Werkstoff S355J2+N bei beiden Probentypen fast zusammenfallen, während bei niedrigen Lasten die 
Anrisslastspielzahlen abhängig vom initialen Eigenspannungszustand teilweise deutliche Unter-
schiede zeigen. Besonders zeigt sich dies im unteren Bereich der prognostizierten Anrisswöhlerlinie 
der PIT-behandelten Schweißzugproben, wobei ab einer max. Nennspannung von 𝑆𝑚𝑎𝑥 = 250 MPa 
nur noch ein geringer Abbau der Eigenspannungen im FE-Modell erfolgt und deshalb sehr hohe An-
risslastspielzahlen errechnet werden. Generell zeigt sich jedoch, dass das verwendete FE-Modell 
durchaus imstande ist, zyklisch stabile Spannungs-Dehnungshysteresen (als Basis für die Schädi-
gungsberechnung) abhängig vom initialen Eigenspannungszustand in zufriedenstellendem Maße zu 
beschreiben. Dies äußert sich speziell bei den Kerbbiegeproben mit der hohen Übereinstimmung mit 
den experimentell ermittelten Anrisslastspielzahlen.  
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Ingesamt zeigt sich, dass die zyklisch-stabilen Druckeigenspannungen für die Lebensdauerprognose 
durch die Anwendung der dehnungsbasierten Schädigungsparameter in Kombination mit dem ver-
wendeten FE-Modell in gebührender Weise berücksichtigt werden. Dies zeigt sich daran, dass > 85% 
der prognostizierten Anrisslastspielzahlen gegenüber experimentell ermittelten Werten in ein Streu-
band von +/- 3 fallen und > 70% aller Werte in ein Streuband von +/- 2 fallen. Das angewandte, FE-
gestützte Berechnungskonzept berücksichtigt dabei geometrische Variationen wie unterschiedliche 
Eindrucktiefen entlang der HFH-behandelten Spur, sowie unterschiedliche Nahtflankenwinkel bei 
den Schweißzugproben. Dies stellt einen wesentlichen Faktor dar, der für die Streuung der prognos-
tizierten Anrisslastspielzahlen verantwortlich zu machen ist. Die fraktografische Analyse, siehe Ab-
schnitt 8.1.1, zeigt dabei tendenziell, aber nicht ausschließlich, dass Rissausgangsorte am Kerbgrund 
von einzelnen HFH-Aufschlägen liegen. Eine Berücksichtigung der Geometrie der Kerben durch die 
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9 Zusammenfassung und Ausblick 
In dieser Arbeit wurde der Randschichtzustand (Eigenspannung und Randschichtverfestigung) nach 
dem Hochfrequenzhämmern (HFH) sowohl experimentell als auch numerisch untersucht. Ebenfalls 
untersucht wurde der Einfluss des Randschichtzustands auf das Ermüdungsverhalten von gekerbten 
und geschweißten, HFH-behandelten Proben aus zwei Baustählen unterschiedlicher Festigkeit 
(S355J2+N und S960QL). Zur Quantifizierung des Einflusses der Randschichtverfestigung und des Ei-
genspannungszustandes nach der HFH-Behandlung abhängig vom behandelten Werkstoff, wurden 
Kerbbiegeproben während der HFH-Behandlung vorgespannt. Dadurch erfolgte eine Variation des 
Eigenspannungszustandes nach der Behandlung unabhängig vom Verfestigungszustand. Durch FE-
Simulation der HFH-Behandlung der jeweiligen Proben wurde der Eigenspannungszustand nach der 
Behandlung quantifiziert. Dafür wurde ein elasto-viskoplastisches Verfestigungsmodell mit dehnra-
tenabhängiger Fließspannung verwendet und anhand von zyklischen Zug-Druck-Versuchen, sowie 
statischen und hochdynamischen Zugversuchen kalibriert. Bei der FE-Simulation der Schweißnaht-
nachbehandlung wurde zudem der initiale Eigenspannungszustand nach dem Schweißen, ermittelt 
durch entsprechende Schweißstruktursimulation, berücksichtigt. Die Quantifizierung des Werkstoff-
zustands in der Wärmeeinflusszone (WEZ) der jeweiligen Schweißverbindungen erfolgte dabei durch 
thermophysikalische Simulation des WEZ-Gefüges auf Basis von Thermoelementmessungen wäh-
rend des Schweißprozesses. Die Beschreibung des Ermüdungsverhaltens der jeweiligen Randschich-
ten nach der HFH-Behandlung wurde getrennt für die Phase der Rissinitiierung sowie des Mikroriss-
wachstums (Anrissbildung) und der Phase des stabilen Rissfortschritts durchgeführt. Dabei wurden 
dehnungsbasierte Schädigungsparameter und das Konzept der linear-elastischen Bruchmechanik 
(LEBM) verwendet. Die Trennung dieser Ermüdungsphasen erfolgte unter Verwendung des kriti-
schen Abstands (Spannungsabstandsansatz) in Abhängig der Festigkeit der jeweiligen Werkstoffzu-
stände. Der Rissfortschritt wurde für Kerbbiege- und Schweißzugproben durch Rastlinienversuche 
ermittelt. Die Berechnung der Anrisslastspielzahl mit den Schädigungsparametern erfolgte durch di-
rektes Auslesen der Spannung und Dehnung aus dem FE-Modell bei der Simulation mehrerer Last-
spiele. Dabei wurde auch die Umlagerung der Eigenspannung unter zyklischer Belastung berücksich-
tigt. Der zuvor numerisch ermittelte Eigenspannungszustand wurde hierfür aus der 3D-HFH-Prozess-
simulation auf ein reduziertes 2D-FE-Modell übertragen. Die experimentell ermittelten Lastspielzah-
len der jeweiligen Kerbbiegeproben wurden durch die Berechnung des Rissfortschritts anhand des 
Konzepts der linear-elastischen Bruchmechanik korrigiert, um ein einheitliches Anrisskriterium fest-
zulegen. 
Im Gegensatz zu vorherigen numerischen Studien hinsichtlich der Hochfrequenzhämmerbehand-
lung, siehe Abschnitt 2.3.1, wurden in dieser Arbeit die lokalen Werkstoffeigenschaften der Wärme-
einflusszone der jeweiligen Schweißverbindung bei der FE-Simulation der HFH-Behandlung und der 
zyklischen Belastung berücksichtigt. Ebenfalls wurde die dehnratenabhängige Fließgrenze der jewei-
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ligen Werkstoffzustände zusätzlich berücksichtigt. Zur Abgrenzung bisheriger rein bruchmechani-
scher Lebensdauerprognosen, siehe Abschnitt 2.2.2, wurde zudem die Phase der Anrissbildung und 
die Phase des stabilen Rissfortschritts getrennt analysiert. Der Fokus lag dabei auf der Beschreibung 
der Phase der Rissinitiierung und des Mikrorisswachstums bis zu einer definierten Anrisstiefe. 
 
Basierend auf den durchgeführten Untersuchungen werden folgende Schlussfolgerungen getroffen: 
a. Die Schwingfestigkeitssteigerung durch die HFH-Behandlung beim Grundwerkstoff S960QL 
(Härte 316 HV10) ist fast ausschließlich auf die prozessinduzierten Druckeigenspannungen 
zurückzuführen. Bei allen HFH-behandelten Kerbbiegeproben wurden nur geringe Formab-
weichungen festgestellt. Durch die Vorspannung (+/- 0,5 𝑅𝑒 im Kerbgrund) konnte eine Vari-
ation oberflächennaher  Eigenspannungen von ca. +/- 55% erreicht werden. Bei den negativ 
vorgespannten Proben mit geringen Druckeigenspannungen liegt die Schwingfestigkeit je-
weils auf dem Niveau von unbehandelten Proben. Die Eigenspannungen an der Oberfläche bei 
𝑁 = 𝑁𝐵/2 unter zyklischer Belastung weisen je nach Vorspannung immer noch deutliche Un-
terschiede auf. 
b. Beim Grundwerkstoff S355J2+N (169 HV10) ist die Schwingfestigkeitssteigerung dagegen 
fast ausschließlich auf die Steigerung der Randschichthärte (bis zu 62% bei den Kerbbiege-
proben) zurückzuführen, wobei diese durch die Vorspannung der Kerbbiegeproben bei der 
Behandlung nicht variiert. Darüber hinaus wurde festgestellt, dass sich die oberflächennahen 
Eigenspannungszustände behandelter wie unbehandelter Proben unter zyklischer Belastung 
angleichen. Dies ist durch die plastische Streckung im Kerbgrund unter Zugschwellbelastung 
begründet und führt dazu, dass keine wesentlichen Unterschiede der Schwingfestigkeit der 
HFH-behandelten Proben abhängig vom initialen Eigenspannungszustand auftreten. 
c. Eine deutlich langsamere Vorschubgeschwindigkeit bewirkt einen deutlichen Unterschied 
des Eigenspannungszustands nach der Behandlung. Dies zeigt sich trotz geringerer Schlagfre-
quenz bei der PIT- Behandlung (𝑓 = 90 Hz mit 𝑉 = 7 mm/s) gegenüber der HiFIT-Behandlung 
(𝑓 ≈ 270 Hz mit 𝑉 = 50 mm/s) sowie, trotz des kleineren Hammerkopfdurchmessers, bei der 
HiFIT-Behandlung. 
d. Der Werkstoffzustand der (Grobkorn)wärmeeinflusszonen (WEZ) der beiden Werkstoffe 
weist durch einen ähnlichen Aufheiz- und Abkühlvorgang ein ähnliches bainitisch-martensi-
tisches Gefüge auf. Dabei kann bei der WEZ des Werkstoff S355J2+N eine signifikante Steige-
rung der monotonen und zyklischen Streckgrenzen festgestellt werden. Im Unterschied dazu 
liegen die monotonen und zyklischen Streckgrenzen bei der WEZ des Werkstoffs S960QL et-
was niedriger als beim GW. Die Schwingfestigkeiten der jeweiligen WEZ liegen annähernd auf 
dem gleichen Niveau. 
e. Bei der FE-Simulation der HFH-Behandlung zeigt sich, dass die Berücksichtigung der lokalen 
Eigenschaften der WEZ essentiell für die Berechnung des Eigenspannungszustandes der 
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Schweißzugproben ist. Durch die Berücksichtigung dieser Eigenschaften kann in Kombina-
tion mit einem elasto-viskoplastischen Verfestigungsmodell mit dehnratenabhängiger Fließ-
spannung eine gute Übereinstimmung mit experimentellen Eigenspannungswerten erzielt 
werden. Der unterschiedliche Eigenspannungszustand nach der PIT- bzw. HiFIT-Behandlung 
mit den entsprechenden Parametern lässt sich durch das verwendete FE-Modell abbilden. 
Hinsichtlich der Schweißstruktursimulation können unter Berücksichtigung der Umwand-
lungsplastizität mit einem rein isotropen Verfestigungsmodell zufriedenstellende Ergebnisse 
der Eigenspannungsberechnung erzielt werden. 
f. Eine Beschreibung des Ermüdungsverhaltens im höherzyklischen Bereich rein durch Metho-
den der LEBM und ohne genaue Kenntnis des Eigenspannungsfeldes ist nur mit großen Ab-
weichungen möglich. Bei beiden Probentypen lag das errechnete Verhältnis der Lastspielzah-
len bis zum Anriss 𝑁(𝑎 = 𝐿) zur Bruchlastspielzahl 𝑁𝐵 bei 𝑁(𝑎 = 𝐿)/ 𝑁𝐵  > 0,5 für 𝑁𝐵 > 105. 
Druckeigenspannungen verzögern die Rissbildung erheblich. Dies zeigt das wesentlich hö-
here Verhältnis 𝑁(𝑎 = 𝐿)/ 𝑁𝐵  > 0,67 der Kerbbiegeproben mit hohen Druckeigenspannungen 
(Versuchsreihe HFH, HFH-PV) aus S960QL zwischen 𝑁 = 104 und 𝑁 = 106 gegenüber den 
Proben mit vergleichsweise niedrigen Druckeigenspannungen (Versuchsreihe HFH-NV), wo-
bei dieses Verhältnis im Mittel bei 𝑁(𝑎 = 𝐿)/ 𝑁𝐵  = 0,46 liegt. Durch das Angleichen des Eigen-
spannungszustands der Kerbbiegeproben aus S355J2+N unter zyklischer Belastung ändert 
sich dieses Verhältnis dort nur geringfügig. 
g. Zur Beschreibung der Lastspielzahlen bis zum Anriss 𝑁(𝑎 = 𝐿) bei den Kerbbiegeproben eig-
nen sich prinzipiell sowohl der 𝑃𝑆𝑊𝑇-Parameter nach Smith et al. (1970) als auch der 𝑃𝐹𝑆-
Parameter nach Fatemi und Socie (1988) in der modifizierten Version nach Gates (2018). Da-
bei konnte durch geeignete Wahl des Materialparameters 𝑘𝐹𝑆(𝑁) des 𝑃𝐹𝑆-Parameters in der 
Regel eine bessere Übereinstimmung mit den experimentellen Werten erzielt werden. Die 
durchgeführte FE-Simulation der Eigenspannungsumlagerung unter zyklischer Belastung 
und damit verbunden die Berechnung der stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hysterese un-
ter Berücksichtigung des initalen Eigenspannungszustandes hat einen hohen Einfluss auf die 
errechnete Schädigung und somit auf die prognostizierte Anrisslastspielzahl.  
h. Die Übereinstimmung der Anrisslastspielzahlen zwischen experimentellen und errechneten 
Werten war bei den Schweißzugproben (87%) etwas geringer als bei den Kerbbiegeproben 
(94%), dennoch fällt ein Großteil der Werte in ein Streuband von +/- 3.  
 
Insgesamt zeigen die Ergebnisse, dass mit einem erweiterten Berechnungskonzept unter Berücksich-
tigung der lokalen Werkstoffeigenschaften und der Phase der Anrissbildung die Schwingfestigkeit 
von HFH-behandelten Schweißverbindungen gut beschrieben werden kann. 
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Auf Basis der erzielten Erkenntnisse empfiehlt es sich für weiterführende Untersuchungen hinsicht-
lich des Ermüdungsverhaltens in HFH-verfestigten Randschichten den Fokus auf die Detektierung 
bzw. Messung physikalisch kleiner Risse (z.B. mit dem Potentialsondenverfahren) zu legen. Durch die 
durchgeführten Rastlinienversuche konnten nur vergleichsweise lange Risse detektiert werden. 
Zudem wäre eine weiterführende experimentelle Validierung der ermittelten kritischen Abstände 
(Spannungsabstandsansatz) hilfreich, um die Annahmen der Trennung der Phasen der Anrissbildung 
und des Rissfortschritts zu bestätigen. Dies kann z.B. durch die Bestimmung der Dauerfestigkeit von 
rissbehafteten Proben mit definierter Risslänge erfolgen. 
Hinsichtlich der Modellierung des lokalen Werkstoffzustands im FE-Modell empfiehlt sich die Abbil-
dung des Eigenschaftsgradienten der Wärmeeinflusszone durch die Zuweisung unterschiedlicher 
Materialeigenschaften der einzelnen FE-Elemente. Besonders bei der Wärmeeinflusszone des Werk-
stoffs S960QL zeigen sich starke Gefüge- und Härtegradienten, die sich teilweise stark sowohl vom 
Grundwerkstoff als auch von der modellierten Grobkorn-Wärmeeinflusszone unterscheiden. 
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Anhang A A.1 
  
Anhang A 
„Weight function“ für Semi-elliptsche Risse nach Wang und Lambert (1995): 
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Mit den Parametern: 
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A.2 Anhang A 
  
 








(60 𝐹0𝐶 − 90 1) + 15  
𝑀3𝐶 = −(1 + 𝑀1𝐶 +𝑀2𝐶) 
 
Mit den Parametern: 
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Anhang B A.3 
  
Anhang B 
„Weight function“ für viertel-elliptische Risse nach Varfolomeev (2000): 
 
Das Spannungsfeld in der Rissebene wird als 2D angenommen mit den entspre-
chenden Koordination 𝑥 und 𝑦. Die Funktion 𝑓𝑚𝑛 wurde dabei numerisch abgelei-












unter der Annahme einer breiten Platte mit: 
2𝑊 = max(12𝑡; 12𝑐) 
Der zyklische Risszähigkeitswert für einen beliebigen Punkt an der Oberfläche 




















































































A.4 Anhang C 
  
Anhang C 











(1 − 𝜉)3,14 𝜎𝑚𝐿
2









,         𝑓ü𝑟 𝑊 < 𝑐 + 𝑡 
Dabei ist 𝐿𝑟 für der Parameter für die Maximallast (engl. limit load parameter) mit  
𝐿𝑟 = 𝜎𝑟𝑒𝑓/𝑅𝑒 
mit der Referenzspannung 𝜎𝑟𝑒𝑓 und der Streckgrenze 𝑅𝑒 . Des Weiteren ist 𝜎𝑏𝐿 die 
Biegespannung und 𝜎𝑚𝐿 die Membranspannung bei der Risstiefe 𝜉. 
 
 
Anhang D A.5 
  
Anhang D 















Die Auswertung erfolgt am Gaußintegrationspunkt des FE-Elements für den ebenen Spannungszu-
stand (Y/Z-Ebene, 𝜎𝑧𝑧 = 𝜏𝑥𝑧 = 𝜏𝑧𝑥 = 𝜏𝑦𝑧 = 𝜏𝑧𝑦 = 0) mit den Spannungstensor 𝝈 und dem Deh-
nungstensor 𝜺 mit: 














bei der Simulation eines halben Lastspiels zum Zeitpunkt 𝑡𝑚𝑎𝑥 bzw. 𝑡𝑚𝑖𝑛. Die Drehung wurde über 
den orthogonalen Transformationstensor 𝑹 für die Drehung um die Z-Achse durchgeführt, 
𝑹 = [ 
cos ( ) −sin ( ) 0




𝝈( , 𝑡𝑚𝑎𝑥) =  𝑹
𝑻( ) 𝝈( 𝑡𝑚𝑎𝑥) 𝑹( )  
𝜺( , 𝑡𝑚𝑎𝑥) =  𝑹
𝑻( ) 𝜺( 𝑡𝑚𝑎𝑥) 𝑹( )  
𝜺( , 𝑡𝑚𝑖𝑛) =  𝑹
𝑻( ) 𝜺( 𝑡𝑚𝑖𝑛) 𝑹( )  
Daraus ergibt sich für ∆𝜀, 𝜎𝑛,𝑚𝑎𝑥  und ∆𝛾 den 𝑃𝑆𝑊𝑇 bzw. den 𝑃𝐹𝑆 – Parameter nach Gleichung (19) 
bzw. Gleichung (30): 
𝜎𝑛,𝑚𝑎𝑥 = 𝜎𝑥𝑥( , 𝑡𝑚𝑎𝑥)  




 𝜀𝑥𝑥( , 𝑡𝑚𝑎𝑥) − 𝛾𝑥𝑦( , 𝑡𝑚𝑎𝑥) +
1
2




 𝜀𝑥𝑥( , 𝑡𝑚𝑖𝑛) − 𝛾𝑥𝑦( , 𝑡𝑚𝑖𝑛) +
1
2
 𝜀𝑦𝑦( , 𝑡𝑚𝑖𝑛)) 
mit 𝛾𝑥𝑦 = 𝛾𝑦𝑥   
 
 
